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Das thermische Fügen ermöglicht die direkte Herstellung von Kunststoff-Metall-Ver-
bunden ohne Verwendung von Zusatzstoffen oder Fügehilfselementen. Im Rahmen 
der Arbeit wurde die Fügezone zwischen teilkristallinen Kunststoffen und Metallen im 
laserbasierten Fügen beschrieben und der Einfluss auf die mechanischen Verbund-
eigenschaften ermittelt. Zur Abbildung eines breiten Anwendungsspektrums wurden 
die Untersuchungen anhand von Aluminium (EN AW 6082) und Stahl (X5CrNi18-10) 
sowie für PA 6, PA 6.6 und PP durchgeführt. 
Die Charakterisierung der Fügezone erfolgte an Punktverbindungen sowie unter Ein-
satz eines Halbschnittversuchsstandes. Auf Basis von experimentellen Untersuchun-
gen sowie der thermischen Simulation konnte die Fügezone anhand charakteristi-
scher Isothermen verallgemeinert werden. Darauf aufbauend wurden wesentliche 
Vorgänge innerhalb der Fügezone (Schmelzen/Erstarren, Blasenbildung, Strömung) 
erfasst und mit dem Temperaturfeld bzw. werkstoffspezifischen Eigenschaften ver-
knüpft. Die Schmelzzone innerhalb des Kunststoffes ist dabei maßgeblich für die Ver-
bundherstellung zwischen beiden Werkstoffen und weist gegenüber dem Grundwerk-
stoff eine veränderte Morphologie sowie modifizierte Materialeigenschaften auf. Die 
Größe der Schmelzzone zeigt eine hohe Sensitivität gegenüber der Materialstärke 
des metallischen Fügepartners, der Laserstrahlleistung sowie dem Schmelzintervall 
des Kunststoffes. Im Hinblick auf die Verbundentstehung wurde die Bedeutung der 
Temperaturverteilung gegenüber der Fügezeit zur Füllung der Oberflächenstrukturen 
sowie eine unterstützende Wirkung der Volumenzunahme im Phasenübergang fest-
flüssig nachgewiesen. 
Die gewonnen Erkenntnissen wurden auf Überlappverbindungen übertragen und die 
Fügezone in Abhängigkeit der Streckenenergie charakterisiert. Darauf aufbauend er-
folgte die Untersuchung der mechanischen Eigenschaften eines Verbundes aus PA 6 
mit EN AW 6082 hinsichtlich des kohäsiven Versagensverhaltens. Steigende Stre-
ckenenergien führten zu einer verringerten Duktilität des Verbundes in der mechani-
schen Kurzzeitprüfung sowie zu einer nachteiligen Beeinflussung des Ermüdungsver-
haltens. Als maßgeblicher Effekt wurde die Sekundärkristallisation des Kunststoffes 
identifiziert, die auf eine Wärmebehandlung der Schmelzzone im Fügeprozess zu-




Thermal joining of polymers to metals enables a direct connection between both ma-
terials without the use of a filler material or joining element. In this work, the joining 
zone in laser-based joining between semi-crystalline plastics and metals was exam-
ined and evaluated regarding mechanical properties of the joint. In order to address a 
large number of industrial applications, aluminum (EN AW 6082) as well as steel 
(X5CrNi18-10) were used as metal joining partner and PA 6, PA 6.6 and PP were 
applied on the side of the plastic materials. 
At the beginning, the investigations on the joining zone were carried out on spot joints 
and a half-section setup. The characterization was based on experimental investiga-
tions and thermal simulation. A generalization of the joining zone was given by mate-
rial-dependent isotherms. Further examinations addressed the processes of melting 
and solidification, bubble formation and melt flow within the joining zone. The results 
were correlated to the temperature distribution respectively material specific proper-
ties. Thereby, the melting layer is decisive for forming a joint between both materials 
and changed in morphology as well as material properties compared to the base ma-
terial. The size of the melting layer was highly sensitive to the metal sheet thickness, 
the laser beam power and the melting interval of the thermoplastic joining partner. 
Regarding joint formation, the penetration of microscopic surface structures was in-
vestigated. Thereby, the temperature distribution plays a dominant role compared to 
the joining time and the increasing volume during phase transition solid-liquid supports 
the penetration too. 
The results were transferred to overlap joints and the joining zone was characterized 
depending on the energy input per unit length. On this basis, the mechanical proper-
ties of a PA 6-EN AW 6082 joint were investigated towards cohesive failure. An in-
creasing energy input per unit length results in a reduced ductility in short-term testing 
and a decreased fatigue strength. Thereby, the heat treatment of the thermoplastic 
material led to secondary crystallization which was identified as primary influence for 
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1 Einleitung  
Die anhaltenden Fragestellungen zur Nutzung von Leichtbaupotenzialen, belastungs-
optimierten Bauteilstrukturen und einem gezielten, anwendungsoptimierten Werkstof-
feinsatz unter gleichzeitig wirkendem Kostendruck stellen hohe Anforderungen an 
neuartige Ingenieurkonstruktionen. Einen vielversprechenden Ansatz zur Erfüllung 
dieser spezifischen Anforderungsprofile stellen hybride Werkstoffsysteme dar, die 
eine Kombination artgleicher und artfremder Werkstoffe abbilden, um die geforderten 
Bauteilspezifikationen lokal und global erreichen zu können [Beh16]. Für die Verknüp-
fung unterschiedlicher Eigenschaftsprofile verfügen insbesondere Verbunde aus 
Kunststoffen und Metallen über ein sehr großes Anwendungspotenzial. Dieser Poten-
ziale wollen sich verschiedene Industriezweige im Sinne des Material- und Struktur-
leichtbaus oder durch eine anforderungsspezifische Materialauswahl zur Senkung der 
Produktionskosten bedienen [Sob07].  
Das Verbinden von Kunststoffen und Metallen, also Werkstoffen mit sehr unterschied-
lichen Eigenschaftsprofilen, erfordert dabei eine angepasste Füge- und Montagetech-
nik, um den Herausforderungen unterschiedlicher thermischer Ausdehnungskoeffi-
zienten, Korrosionspotenzial oder Verarbeitungstemperaturen begegnen zu können 
[Mes15]. Für die industrielle Anwendung muss dabei die Prozessführung mit den je-
weiligen Werkstoffeigenschaften sowie der konstruktiven Ausführung der Fügestelle 
verknüpft werden, um ein prozesssicheres, effizientes und kostengünstiges Fügen der 
jeweiligen Materialpaarung bzw. Mischbauweise sicherzustellen.  
Die Anwendung von Werkstoffsystemen Kunststoff-Metall findet dabei im industriellen 
Maßstab bisher nur unter Verwendung von Klebstoffen oder Fügeelementen (bspw. 
Schrauben) statt. Der Einsatz einer direkten Fügetechnik von Metall und Kunststoff 
verfügt an dieser Stelle über ein großes Potenzial hinsichtlich der Herstellung von 
tragfähigen Hybridverbunden. Einerseits aus wirtschaftlicher Sicht durch den Verzicht 
auf Fügeelemente oder Zusatzstoffe, andererseits in Hinblick auf technologische Her-
ausforderungen wie der Kontaktkorrosion mit dem Fügeelement [Sch13] oder der Al-
terungsbeständigkeit von Klebstoffen bzw. geklebten Verbunden [Aro18, Pap16]. Da-
bei ist ein direktes thermisches Fügen von Kunststoffen mit Metallen aufgrund der 
Werkstoffeigenschaften auf Thermoplaste begrenzt, die in industriell hergestellten 
Produkten aufgrund von großserientauglichen Urform- und Umformprozessen größte 
Verbreitung finden [BKV16]. Vor allem teilkristalline Kunststoffe bieten dabei deutliche 
Vorteile hinsichtlich der erreichbaren Festigkeit und Zähigkeit sowie Warmform- und 
Chemikalienbeständigkeit [Ehr07, Sch03].  
Mögliche Anwendungsfälle für den Einsatz von tragfähigen Hybridverbunden finden 
sich u. a. in der Fahrzeug- sowie Hausgerätetechnik wieder und adressieren dabei 
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vorrangig Verbindungen am Überlappstoß. Der Überlappstoß weist dabei die Vorteile 
einer unkomplizierten konstruktiven Umsetzung, einer kostengünstigen Nahtvorberei-
tung sowie eines einfachen Toleranzausgleichs zwischen zwei Bauteilen auf und ist 
damit für Großserienprodukte besonders geeignet [Ber03, Neu02, Rad94, Gei95].  
Der letztendliche Schritt zur Übertragung der fügetechnischen Prozesse aus dem La-
bormaßstab in die industrielle Fertigung ist dabei noch nicht vollständig vollzogen – 
denn neben vorliegenden Erkenntnissen zu erreichbaren Verbundfestigkeiten und re-
alisierbaren Materialpaarungen liegt kein tiefgreifendes Verständnis der Wechselwir-
kung von Prozesstechnik, Werkstoffen und daraus resultierenden Verbundeigen-
schaften vor. Diese Betrachtungen stehen deshalb im Mittelpunkt der Arbeit. 
 
  
2 Stand der Technik  
2.1 Thermisches Fügen von Kunststoffen mit Metallen  
2.1.1 Abgrenzung des thermischen Fügens zu alternativen Verfahren  
Die Herstellung von Kunststoff-Metall-Hybridverbunden kann grundsätzlich in zwei 
Verfahrensansätze unterteilt werden. Bei In-Mould-Verfahren finden der Urformpro-
zess des Kunststoffes sowie das Fügen des Hybridverbundes simultan in einem 
Werkzeug statt, während bei Post-Mould-Verfahren Urformen und Fügen getrennte 
Prozessschritte darstellen [End02, Flo11]. In-Mould-Verfahren, bspw. Insert- oder 
Outserttechnik, verfügen über Einschränkungen bezüglich der Gestaltungsfreiheit der 
Einlegeteile, deren engen Formtoleranzen und einer aufwendigen Werkzeuggestal-
tung [Ehr04, End02]. Post-Mould-Verfahren bieten demgegenüber weiterreichende 
Möglichkeiten zur Realisierung eines bauteilspezifischen Fügeprozesses mit hoher 
Gestaltungsfreiheit, bspw. durch mechanische oder thermische Verfahren [Flo11].  
Mechanische Verfahren, bspw. Clinchen [Fri13, Geo14], Stanznieten [Fra12], Kragen-
fügen [End02] oder Reibnieten [Ama08], werden als punktförmige Verbindungen aus-
geführt und verfügen über eine hohe Flexibilität hinsichtlich der Materialkombinatio-
nen sowie kurze Fügezeiten. Unabhängig von der Materialpaarung und den mögli-
chen Nachteilen bei der Verarbeitung faserverstärkter Kunststoffe (Faserbruch bei 
langfaserverstärkten Kunststoffen [Pod15, Pod15a], Delamination [Zha15]), weisen 
Punktverbindungen unter Last lokale Spannungsspitzen [Bah12, Ehr04, Sil11] auf und 
stellen keine durchgehende Fügenaht zwischen zwei Bauteilen her, bspw. um dichte 
Kunststoff-Metall-Verbunde zu ermöglichen [Geo14].  
Der Einsatz durchgehender Fügenähte in Form von flächigen Verbindungen ermög-
licht demgegenüber eine gleichmäßigere Spannungsverteilung sowie einen kontinu-
ierlichen Kraftfluss im Lastfall und kann mit oder ohne Verwendung eines Klebstoffes 
ausgeführt werden [Ehr04, Hab09, Sil11]. Das Kleben verfügt dabei im Allgemeinen 
über Vorteile hinsichtlich des Ausgleichs von Fertigungstoleranzen, der Realisierung 
gas- und flüssigkeitsdichter Verbindungen, schwingungsdämpfender Eigenschaften 
und keiner bzw. nur einer geringen thermischen Belastung der Fügepartner [Ehr04, 
Hab09]. Nachteilig sind der Klebstoffauftrag, lange Aushärtezeiten, die Alterungsbe-
ständigkeit des Klebstoffes, begrenzte Demontagemöglichkeiten und insbesondere 
die aufwendige Oberflächenbehandlung vieler thermoplastischer Kunststoffe, bspw. 
bei Polypropylen oder Polyamiden [Ehr04, Hab09, Roe14]. Für die Herstellung von 
Hybridverbunden kommen aufgrund der unterschiedlichen Werkstoffeigenschaften 
von Kunststoff und Metall vorrangig Reaktionsklebstoffe zum Einsatz, wobei bspw. 
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das unpolare Polypropylen ohne Oberflächenbehandlung als nicht klebbar gilt, da die 
Adhäsion auf zwischenmolekularen Wechselwirkungen beruht [Hab09].  
Das thermische Fügen von Hybridverbunden aus thermoplastischen Kunststoffen mit 
Metallen kann die genannten Nachteile kompensieren und bietet die Möglichkeit eines 
direkten, flächigen Verbindens beider Fügepartner ohne Zuhilfenahme von Klebstof-
fen oder Fügeelementen.  
2.1.2 Verfahrensprinzip thermisches Fügen  
Das grundsätzliche Verfahrensprinzip des thermischen Fügens thermoplastischer 
Kunststoffe mit Metallen ist in Abbildung 2-1 (links) modellhaft dargestellt. Das System 
Kunststoff-Metall befindet sich an der Grenzfläche in Kontakt. Auf den Rand des Sys-
tems wirken einerseits eine Leistung P, die zur Erwärmung der Fügepartner dient, und 
andererseits der Fügedruck f (dargestellt als Flächenlast). Die resultierende Wärme-
leistung PM im metallischen Fügepartner geht durch Wärmetransport an der Grenzflä-
che anteilig in den Kunststoff (PK) über. Im Allgemeinen wird der metallische Füge-
partner durch die eingebrachte Leistung nicht geschmolzen, auch um Anwendungen 
im Sichtbereich zu ermöglichen. Der Kunststoff bildet, bei ausreichender Leistung PK, 
eine plastifizierte bzw. schmelzflüssige Phase an der Grenzfläche zum Metall aus. 
Durch mechanische bzw. chemisch-physikalische Adhäsionskräfte kommt es nach 
der Erstarrung zur Ausbildung eines festen Verbundes zwischen beiden Fügepartnern 
[Kat07]. Diese resultierende Fügezone ist räumlich begrenzt und reicht von der Grenz-
fläche bis in die Tiefe des Kunststoffes hinein, die eine Veränderung in Morphologie 
und Mikrostruktur durch den Energieeintrag im Prozess erfahren hat. Darüber hinaus 
kommt es an der Grenzfläche zur Ausbildung unterschiedlicher Effekte, die einen Ein-
fluss auf die Verbundeigenschaften ausüben können (Abbildung 2-1, rechts). Beispiel-
haft zu nennen sind die vollständige oder teilweise Füllung von Oberflächenstrukturen 
(a und b, [Sch14]), die Ausbildung von Blasen (c, [Kat12]) sowie die physikalisch-

















Abbildung 2-1  Verfahrensprinzip des thermischen Fügens von teilkristallinen Thermoplasten 
mit Metallen (modellhafte Darstellung)  
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Die notwendige Leistung zur Erzeugung dieser Fügezone kann dabei durch unter-
schiedliche Energieträger eingebracht werden (siehe 2.1.3). Die relevanten Verlust-
leistungen werden durch die Wechselwirkungen zwischen Energieträger und Werk-
stoff (bspw. Reflexion von Laserstrahlung an der Oberfläche, PV) und den Verlustwär-
mestrom innerhalb des metallischen Fügepartners (PM,V) bestimmt. Darüber hinaus 
begrenzt der thermische Kontaktwiderstand der Grenzfläche (α) den Wärmetransport 
zwischen beiden Fügepartnern aufgrund der nicht-idealen Oberflächenbeschaffenheit 
[Mar12]. Dadurch steht, abhängig von Stoffwerten und Werkstoffeigenschaften, nur 
ein begrenzter Anteil der eingebrachten Leistung für die Verbundherstellung zur Ver-
fügung. Im Stand der Technik finden unterschiedliche Energieträger und Verfahrens-
varianten Berücksichtigung, die einen ausreichenden Energieeintrag ermöglichen, um 
eine Fügezone zwischen Kunststoff und Metall auszubilden.  
2.1.3 Energieeintrag und laserbasiertes thermisches Fügen  
Der Energieeintrag für das Fügen von Kunststoffen mit Metallen wird in Anlehnung an 
DIN 1910-100 [DIN08] und an DIN 1910-3 [DIN77] betrachtet. Das thermische Fügen 
kann dabei mittels den Energieträgern elektrischer Strom (bspw. Widerstandschwei-
ßen [Age01, Bie16, Bie16a], Induktion [Roe11, Mit08, Mit09, Mit13, Vel05, Vel07]), 
Strahlung (bspw. Laserstrahlung [Geo04, Kat07]), fester Körper (bspw. Rührreib-
schweißen [Ama11, Est15, Gou15, Liu14, Wir14], Heizelementschweißen [Flo11, 
Sic14]), Bewegung von Masse (bspw. Ultraschallschweißen [Bal07, Bal09, Bal12]) 
sowie in Kombinationen davon (ultraschallunterstütztes Laserstrahlfügen [Che16], 
Ultraschallschweißen mit temperiertem Amboss [Yeh16]) ausgeführt werden.  
Das laserbasierte thermische Fügen bietet im Vergleich zu weiteren Verfahren Vor-
teile durch den berührungslosen Energieeintrag des Laserstrahls, der flexiblen An-
wendung an unterschiedlichen Füge- und Bauteilgeometrien sowie der Einstellung 
prozess- und werkstoffangepasster Zeit-Temperatur-Profile unter Verwendung ange-
passter Strahlformen [Dau95, Sta16].  
Für das laserbasierte thermische Fügen werden zwei grundsätzliche Verfahrensvari-
anten unterschieden, das Wärmeleitungs- und das Durchstrahlfügen [Kra03, Niw08]. 
Im Wärmeleitungsfügen wird die Energie des Laserstrahls auf der Metalloberfläche 
absorbiert und in Wärme umgewandelt (Abbildung 2-2a). Aufgrund der Wärmeleitung 
und des Wärmeübergangs an der Grenzfläche Kunststoff-Metall wird der Kunststoff 
lokal geschmolzen (teilkristalline Kunststoffe) bzw. plastifiziert (amorphe Kunststoffe). 
Der Kunststoff kann damit in die Oberflächenstrukturen des Metalls eindringen bzw. 
diese benetzen. Nach dem Erstarren bzw. Erkalten entsteht ein fester Verbund aus 
Kunststoff und Metall. Eine detaillierte Beschreibung des Verbindungsmechanismus 
erfolgt unter 2.1.6.1.  









Abbildung 2-2 Schematische Darstellung der Verfahrensvarianten des a) Wärmeleitungsfü-
gens und b) Durchstrahlfügens 
Im Durchstrahlfügen muss der Laserstrahl durch den thermoplastischen Fügepartner 
transmittiert und an der Grenzfläche auf der Metalloberfläche absorbiert werden 
[Kra03] (Abbildung 2-2b). Der Verbindungsmechanismus erfolgt gleichermaßen zur 
Beschreibung des Wärmeleitungsfügens aufgrund der Benetzung bzw. Strukturfül-
lung der Metalloberfläche durch den Kunststoff und seine anschließende Erstarrung. 
Das Durchstrahlfügen setzt eine minimale Transmissivität des Kunststoffes im Wel-
lenlängenbereich des Laserstrahls von 15 % voraus [Kra03], um die Volumenabsorp-
tion im thermoplastischen Fügepartner zu begrenzen, und ist deshalb für Kunststoffe 
mit hohem Faservolumengehalt nicht anwendbar. Die Wechselwirkungszone Laser-
strahl-Werkstück als Ort der höchsten Temperaturen liegt dabei direkt an der Grenz-
fläche zwischen beiden Fügepartnern, weshalb es zu einer erhöhten thermischen Be-
lastung des Kunststoffes im Vergleich zum Wärmeleitungsfügen kommen kann 
[Niw08].  
Die Beschreibung erfolgt dabei unter Anwendung üblicher Größen der Schweißtech-
nik, bspw. in Form des Energieeintrags [Far11, Hop16] oder der Streckenenergie 
[Ame16a, Roe14]. Eine Betrachtung des thermischen Wirkungsgrades bzw. des Pro-
zesswirkungsgrades nach [Hue14] ist gegenwärtig nicht bekannt, allerdings wird ein 
Einfluss der Werkstoffeigenschaften auf den Energiebedarf zur Erzeugung der Füge-
stelle von [Hop16] andiskutiert. Weiterführende Untersuchungen setzten dafür aller-
dings eine analytische oder numerische Beschreibung des Prozesses voraus.  
2.1.4 Prozessmodellierung und -simulation 
In der thermischen Materialbearbeitung existieren unterschiedliche Ansätze für eine 
analytische sowie numerische Berechnung der Temperaturverteilungen im Werk-
stück. Im thermischen Fügen von Kunststoff-Metall-Verbunden wird die Fügezone da-
bei im Wesentlichen durch das Metall in fester Phase sowie den Phasenübergang 
fest-flüssig im Kunststoff bestimmt, da gasförmig vorliegende Bereiche, bspw. in Form 
von Blasen, nur eine periphere Randerscheinung sind. Aus diesem Grund finden wei-
tere Aggregatszustände wie Gas oder Plasma, die beispielsweise in der Kapillare 
beim Tiefschweißen von metallischen Werkstoffen von entscheidender Bedeutung 
sind, im Folgenden keine Berücksichtigung.  
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Die Ansätze zur Beschreibung der Temperaturverteilungen im Werkstück werden ge-
nutzt, um relevante Mechanismen und Randbedingungen für unterschiedliche An-
wendungsfälle abzubilden. Die analytischen sowie numerischen Modellierungsan-
sätze des Temperaturfeldes weisen dabei einen unterschiedlichen Grad der Verein-
fachung auf [Hue14]. Eine Vielzahl analytischer Vergleichsrechnungen basieren auf 
Berechnungen der Wärmeleitungsgleichung unter verschiedenen Rand- und An-
fangsbedingungen. Für deren Lösbarkeit werden meist temperaturabhängige Werk-
stoffeigenschaften, latente Wärme oder reale Werkstückgeometrien vernachlässigt, 
gleichzeitig können diese Lösungen aber eine hinreichende Aussage über die physi-
kalischen Zusammenhänge in Abhängigkeit der Werkstoffeigenschaften liefern 
[Hue14]. Ausgehend von der Geometrie des halbunendlichen Körpers [Car59, Mar12] 
oder der unendlich ausgedehnten Scheibe [Bec96, Ros46] liegen Lösungen zu kon-
stanter [Car59, Mar12] und gaußförmiger [Car59, Cli77] Intensitätsverteilung sowie 
ruhender [Car59, Mar12] und bewegter [Kah09, Ryk52, Rad99] Wärmequelle vor. De-
ren Anwendbarkeit für die Berechnung der transienten Temperaturverteilung beim 
thermischen Fügen ist allerdings begrenzt. Einerseits liegen keine Lösungen für mehr-
lagige geometrische Aufbauten, beispielsweise zur Abbildung der Fügeanordnung im 
Überlappstoß, vor. Andererseits ist die Verwendung einiger Modelle bei Kunststoffen 
aufgrund der sehr geringen Temperaturleitfähigkeit nicht zielführend, beispielsweise 
für punktförmige Wärmequellen, da keine stichhaltigen Aussagen (T→∞) in der rele-
vanten Umgebung der Wärmeeinbringung getroffen werden können [Hue14].  
Komplexere Modelle können nicht mehr analytisch gelöst werden und erfordern die 
Anwendung der numerischen Simulation, um beispielsweise den zeitabhängigen 
Energieeintrag beim gepulsten Laserstrahlschweißen [Fre99] abzubilden oder den 
Einfluss thermokinetisch-struktureller Phasenumwandlungen durch den Schweißpro-
zess [San10] zu beschreiben.  
Für das thermische Fügen von Kunststoffen mit Metallen liegen dabei nur vereinzelte 
Arbeiten vor. [Vel07a] stellt ein analytisches Modell auf Basis der Arbeit von [Col07] 
für das Induktionsfügen vor, das die homogene Erwärmung des metallischen Füge-
partners abbildet. Dabei findet der Wärmeübergang zum thermoplastischen Fügepart-
ner aber keine Berücksichtigung [Col07], weshalb der Temperaturverlauf in der 
Grenzfläche nicht direkt berechnet werden kann [Col07, Vel07a]. [Flo11] entwickelte 
eine thermische Simulation für das Wärmeleitungsfügen mittels Heizelement für lange 
Zeiten bis 500 s. In der Simulation werden Wärmeleitung, Konvektion und Wärme-
strahlung berücksichtigt, um eine hinreichende Aussage über den Fügeprozess si-
cherzustellen. Durch Temperaturverläufe über die Materialstärke des Kunststoffes so-
wie an der Grenzfläche, zeigt [Flo11], dass sich die thermische Beeinflussung auf die 
Fügezone beschränkt. Die durchgeführte Sensitivitätsanalyse zur Charakterisierung 
des Einflusses von Temperaturleitfähigkeit, Wärmeleitfähigkeit und spezifischer Wär-
mekapazität (Veränderung: ± 25 %) liefert bei [Flo11] keine nennenswerten Einflüsse 
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für Maximaltemperatur oder Prozessendtemperatur, lediglich das zeitliche Auftreten 
der Maximaltemperatur wird verschoben. Vereinfachend betrachtet [Flo11] die Pha-
senumwandlung des Kunststoffes nur sprunghaft und berücksichtigt keine tempera-
turabhängigen Stoffwerte des Metalls. Im Bereich der laserbasierten Fügeprozesse 
liegen Erkenntnisse für das Durchstrahlfügen [Far11] sowie das Wärmeleitungsfügen 
[Ame15, Jia17, Rod14] vor. Eine thermische Simulation wurde von [Far11] genutzt, 
um die Temperaturverteilung zwischen Kunststoff und Metall abzubilden. Vereinfa-
chend wurde eine zweidimensionale Berechnung unter Vernachlässigung des Pha-
senübergangs fest-flüssig durchgeführt, ohne Informationen zu temperaturabhängi-
gen oder konstanten Stoffdaten des Kunststoffes anzugeben. Die Validierung der Si-
mulationsergebnisse findet nur eingeschränkt durch einen Vergleich zwischen be-
rechneten Maximaltemperaturen und der Überprüfung zum Vorliegen eines Schmelz-
bades im metallischen Fügepartner bzw. Blasenbildung im Kunststoff statt. Damit lie-
fern die berechneten Temperaturfelder nur eine eingeschränkt nutzbare Aussage zum 
Fügeprozess. Das Wärmeleitungsfügen mittels Laserstrahl wird in [Ame15] und 
[Jia17] als thermisches Modell unter idealisierten Kontaktbedingungen zwischen 
Kunststoff und Metall beschrieben. Vereinfachend wird der Laserstrahl als konstante 
Wärmestromdichte am Rand betrachtet. Thermophysikalische Stoffdaten finden bei 
[Jia17] als Wärmeleitfähigkeit und spezifische Wärmekapazität Anwendung, während 
[Ame15] die Dichte als konstante Größen annimmt. Eine Aussage zum Phasenüber-
gang im Kunststoff wird von [Ame15] und [Jia17] nicht getroffen, allerdings wird mit 
einer konstanten Schmelztemperatur gerechnet. Für die Validierung werden die Ma-
ximaltemperaturen der Oberflächen [Jia17], die Temperaturverläufe an der Grenzflä-
che Kunststoff-Metall [Ame15], die Breite der Fügezone [Ame15, Jia17] sowie die 
Schmelzschichtdicke [Jia17] herangezogen. Die Abweichungen von mehr als 20 % 
des Ergebnisses sowie eine positive bzw. negative Krümmung im Kurvenverlauf für 
Simulation bzw. Experiment lassen den Schluss zu, dass die Abbildung der Fügezo-
nenbreite mit den gewählten Vereinfachungen in [Ame15] nicht hinreichend möglich 
ist. Der Vergleich von Simulation und Experiment in [Jia17] wird anhand der Anbin-
dungsbreite und Schmelzschichtdicke in Abhängigkeit der Laserstrahlleistung durch-
geführt. Dabei kommt es zu Abweichungen bis 300 % im unteren (125 W) und 26 % 
im oberen (350 W) betrachteten Leistungsbereich zwischen Simulation und Experi-
ment, wodurch die Aussagkraft der Simulation sehr eingeschränkt ist.  
Eine weiterreichende Modellierung des Prozesses liefert [Rod14] mit der Simulation 
eines quasi-stationären Fügeprozesses mit dem Ziel, in Abhängigkeit der Leistungs-
dichte und Wechselwirkungszeit die Maximaltemperaturen in der Fügezone zur Ablei-
tung eines Prozessfensters zu ermitteln. Neben Wärmeleitung, Konvektion und Wär-
mestrahlung finden der thermische Kontaktwiderstand an der Grenzfläche sowie der 
temperaturabhängige Absorptionsgrad Anwendung. Die Werkstoffdaten des Kunst-
stoffes sind nur partiell als temperaturabhängig berücksichtigt, da Wärmeleitfähigkeit 
und spez. Wärmekapazität konstant angenommen werden. Zur Phasenumwandlung 
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und deren Berücksichtigung findet sich keine Aussage. Vereinfachend wird der quasi-
stationäre Energieeintrag durch den Laserstrahl mit gaußförmiger Intensitätsvertei-
lung als Wärmestromdichte am Rand abgebildet. Die Validierung findet durch einen 
Vergleich der Maximaltemperaturen statt, bis zu 11 % abweichen und damit eine hin-
reichende Übereinstimmung liefern. Allerdings findet keine zeitabhängige Betrach-
tung der Temperaturen bzw. der sich ausbildenden Fügezone statt.  
Die Berücksichtigung bisher vernachlässigter Einflussgrößen, insbesondere dem 
Phasenübergang, dem damit verknüpften Schmelzintervall sowie temperaturabhän-
gigen Stoffwerten sind Ansatzpunkte zur Erweiterung der bestehenden Modellan-
sätze. Diese Erweiterungen sind erforderlich, um die Temperaturverteilung in beiden 
Fügepartnern hinreichend abzubilden und damit systematische Untersuchungen auf 
Basis der numerischen Simulation durchführen zu können. Dieses Vorgehen ermög-
licht eine Beschreibung der zeitlichen und geometrischen Ausbildung einer Fügezone 
sowie ihre Charakterisierung anhand relevanter Temperaturbereiche in Abhängigkeit 
der eingesetzten Werkstoffe.  
2.1.5 Fügezone im thermischen Fügen  
In Abhängigkeit des Fügeprozesses werden für Thermoplast-Metall-Verbindungen 
unterschiedliche Zonen beschrieben, wobei für die Fügezone an sich keine eindeutige 
Definition vorliegt. Durch die zahlreichen Verfahrensvarianten und Energieträger re-
sultieren unterschiedliche Einflussbereiche innerhalb der Werkstoffe. Die bisher weit-
reichendste Erklärung liefern [Gou14] und [Gou15] für das Reibpunktfügen durch die 
Ermittlung einer mechanischen, thermo-mechanischen und thermisch beeinflussten 
Zone innerhalb des Metalls sowie der Diskussion einer kombinierten Schmelz- und 
Wärmeeinflusszone im Kunststoff. Bei der Betrachtung rein thermischer Fügepro-
zesse kommt es zu einer ähnlichen Ausbildung verschiedener Bereiche. Für den me-
tallischen Fügepartner wird von einem gezielten Aufschmelzen berichtet, was zur Er-
höhung der absorbierten Laserstrahlung führt [Jia17, Far11, Far12, Kat10, Lam14]. 
Weiter kann es in Abhängigkeit der eingesetzten Werkstoffe und Zeit-Temperatur-
Regime zur Ausbildung einer Wärmeeinflusszone im Bereich des festen Grundwerk-
stoffes kommen, bspw. durch Entfestigung aushärtbarer Aluminiumlegierungen 
[Kam14]. Für Heizraten von 100 K∙s
-1
, die deutlich unterhalb dem Wärmeleitungsfü-
gen liegen, findet bereits ab Temperaturen von 260 °C und Zeiten von 2 s eine Ver-
änderung bzw. Auflösung der für die Festigkeit maßgeblichen Ausscheidungen statt, 
wobei steigende Temperaturen und Heizraten die Vorgänge weiter beschleunigen 
[Gra16].  
Im Kunststoff kommt es durch den Wärmeübergang entlang der Grenzflächenschicht 
zu einem lokalen Schmelzen. In der Literatur wird in Regel die Überschreitung der 
Schmelztemperatur als Voraussetzung für das Herstellen einer Fügeverbindung an-
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genommen, damit die Metalloberfläche benetzt und Oberflächenstrukturen mit Kunst-
stoff gefüllt werden können [Ame15, Ber13, Gou15, Mit09, Mit13, Sch16, Vel07a]. Die 
Schmelztemperatur kann dabei auf die Peaktemperatur des Schmelzintervalls (siehe 
[DIN10]) zurückgeführt werden, liegt damit allerdings inmitten des Phasenübergangs 
fest-flüssig. [Flo11] erwähnt das Vorhandensein einer Schmelze und eines mischpha-
sigen Bereichs, verzichtet an dieser Stelle aber auf eine tiefgehende Betrachtung zur 
Ausprägung dieser Schmelzzone sowie auf eine Verallgemeinerung der Erkenntnisse 
anhand werkstoffabhängiger Kenngrößen. Weitere Ansätze zur geometrischen Erfas-
sung der Schmelzzone liegen hinsichtlich der Anbindungsbreite an der Grenzfläche 
[Ame14, Ame15, Hua14, Jia17, Lam17] sowie vereinzelt in Richtung der Materialtiefe 
vor [Ara14, Hua14, Kat10, Sch16]. Durch das Schmelzen und Erstarren des Materials 
kommt es ebenfalls zur Veränderung der Werkstoffeigenschaften, was anhand eines 
verringerten Kristallisationsgrades im Vergleich zum Grundwerkstoff nachgewiesen 
wurde [Col07, Gou15, Mit09, Vel07a].  
Für die Erzeugung der Fügezone wird im Allgemeinen ein bevorzugtes Temperaturin-
tervall adressiert, das zwischen der Schmelztemperatur als unterer und einer Zerset-
zungstemperatur als oberer Grenze liegt [Gou15, Mit09]. Eine steigende Fügetempe-
ratur und längeres Zeitintervall in dem der Kunststoff schmelzflüssig vorliegt, sollen 
dabei auch einen positiven Einfluss auf die Benetzung der Metalloberfläche und die 
Füllung ihrer Strukturen ausüben, um Fehlstellen mit mangelhafter Anbindung zwi-
schen beiden Werkstoffen zu begrenzen [Ame15a, Sch16, Sta16]. Bei einer zu hohen 
thermischen Belastung des thermoplastischen Materials sowie durch die Verdamp-
fung von gelöstem Wasser kann es zur Blasenbildung kommen, was einerseits Hohl-
räume innerhalb der Fügezone verursacht, aber andererseits die Schmelze in Rich-
tung der Grenzfläche pressen und die Anbindung verbessern soll (siehe 2.1.8) 
[Ame16a, Kat07, Sch15].  
Die vereinzelten Untersuchungen können in ein Modell für thermische Fügeprozesse 
überführt werden. Dabei ist die Fügezone der Bereich des Verbundes, der einerseits 
eine bleibende Veränderung im thermischen Prozess erfährt und in dem andererseits 
eine Verbindung zwischen beiden Werkstoffen hergestellt wird (Abbildung 2-3). In Ab-
hängigkeit des Werkstoffes, der maximalen Temperaturen und des Energieträgers 
kann es im metallischen Fügepartners zu einer Schmelzzone (T ≥ Ts) sowie zu einer 
Wärmeeinflusszone (T ≥ Twez) kommen. Durch den Wärmeübergang weist der teilkris-
talline, thermoplastische Kunststoff eine Schmelz- und Wärmeeinflusszone 
(T ≥ Tpm ≥ Tg) auf, wodurch die Benetzung der Metalloberfläche bzw. eine Strukturfül-
lung ermöglicht und eine Verbindung entlang der Grenzflächenschicht zwischen bei-
den Werkstoffen hergestellt wird. Diese wird in Anlehnung an die zur Schweißzone 
bei metallischen Werkstoffen nach [DIN79] als Schmelzzone definiert. Innerhalb die-
ser Schmelzzone können auch Fehlstellen in Form von Anbindungsfehlern oder Bla-
sen (mit Innendruck pg) auftreten. Die Blasenbildung ist durch die Überschreitung der 
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Zersetzungstemperatur (T ≥ Tz) bzw. der Verdampfungstemperatur von Wasser oder 
anderen flüchtigen Bestandteilen (T ≥ Tv) bedingt. Keine Berücksichtigung haben bis-
her das Schmelzintervall des Kunststoffes, die temperaturabhängigen Werkstoffei-
genschaften, die Wärmeeinflusszone durch Sekundärkristallisation oberhalb der 
Glasübergangstemperatur (T ≥ Tg) sowie das Zusammenspiel mit den fügetechni-
schen Prozessgrößen gefunden.  
Kunststoff
Schmelz-/Wärmeeinflusszone





T   Tz und/oder T   Tv
PK
Oberflächenvorbehandlung
T   Ts
T   Twez
 
Abbildung 2-3 Schematische Darstellung der Fügezone von laserbasiert gefügten Kunststoff-
Metall-Verbunden mit charakteristischen Isothermen 
Eine ganzheitliche Betrachtung zur Entstehung und Ausprägung der Fügezone, ihrem 
Einfluss auf die Verbundeigenschaften in Abhängigkeit der eingesetzten Werkstoffe 
sowie das Zusammenspiel mit der Prozessführung ist im gegenwärtigen Stand der 
Technik damit nicht gegeben. Demgegenüber sind Teilaspekte bereits sehr ausführ-
lich beschrieben, weshalb nachfolgend die Grenzfläche, der Verbindungsmechanis-
mus sowie die Oberflächenvorbehandlung und ihre Auswirkung auf die mechanischen 
Eigenschaften des Verbundes betrachtet werden.  
2.1.6 Grenzfläche des Kunststoff-Metall-Verbundes  
Die Flächen, die einen Körper endlicher Ausdehnung gegen die Umgebung scharf 
abgrenzen und an denen sich physikalische Eigenschaften sowie ggf. chemische Be-
schaffenheit unterscheiden, werden nach [Wol57] als Grenzflächen bezeichnet. Im 
thermischen Fügen von Kunststoffen mit Metallen werden zwei Volumenphasen über 
eine Grenzfläche verbunden [Bis93]. Die adhäsiven Wechselwirkungen zwischen den 
Werkstoffen treten dabei nicht nur an der Oberfläche auf, sondern erstrecken sich 
über mehrere Atomlagen bzw. Molekülschichten, weshalb von einer Grenzflächen-
schicht auszugehen ist [Bis93, Jun13, Jun13a, Kaw10a]. Diese Grenzflächenschicht 
ist für den Verbund von zentraler Bedeutung: Einerseits wird die Energie im thermi-
schen Fügeprozess über die Grenzflächenschicht übertragen, an der ein thermischer 
Kontaktwiderstand wirkt [Mar12], um eine Fügezone im Kunststoff ausbilden zu kön-
nen. Andererseits ermöglicht der wirksame Verbindungsmechanismus entlang dieser 
Grenzflächenschicht in der Bauteilanwendung die Kraftübertragung zwischen beiden 
Fügepartnern bei der Lasteinleitung.  
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2.1.6.1 Verbindungsmechanismus  
Die Grenzflächenschicht hat einen maßgeblichen Einfluss auf den Verbindungsme-
chanismus und wird vorrangig durch Topographie und Morphologie der Metalloberflä-
che, die chemische Zusammensetzung und Struktur, den energetischen Zustand der 
Fügeteiloberflächen sowie den inneren Spannungszustand charakterisiert [Bis93]. 
Der Verbindungsmechanismus kann dabei in drei Mechanismen – Kraft-, Stoff- und 
Formschluss – eingeteilt werden [VDI04]. Diese Unterteilung ermöglicht die Betrach-
tung unterschiedlicher Einflussfaktoren seitens Werkstoff und Prozess in Hinblick auf 
den Verbindungsmechanismus.  
Im Fügeprozess benetzt bzw. penetriert der Kunststoff die Metalloberfläche, wodurch 
sich in der Abkühlung ein Spannungszustand innerhalb der Grenzflächenschicht er-
geben kann [Roe14]. Diese Eigenspannungen können, bedingt durch unterschiedli-
che thermische Ausdehnungskoeffizienten (siehe 2.2.3) sowie das Schwindungsver-
halten (siehe 2.2.1), in einem Kraftschluss zwischen beiden Fügepartnern resultieren 
[Flo11, Pau14, Sch16]. Eine Einordnung des kraftschlüssigen Anteils am Verbin-
dungsmechanismus liegt im Stand der Technik derzeit nicht vor, allerdings ist auf-
grund des Relaxationsverhaltens des thermoplastischen Fügepartners von einem 
zeitabhängigen Einfluss auszugehen. Eine isolierte Betrachtung des kraftschlüssigen 
Anteils am Verbindungsmechanismus kann aufgrund seiner Wechselwirkung mit der 
Oberflächentopographie derzeit nicht vorgenommen werden.  
Ein Stoffschluss zwischen Kunststoff und Metall kann durch die im Stand der Technik 
vorliegenden Modelle der spezifischen Adhäsion beschrieben werden [Bis93]. Diese 
umfassen das Weak-Boundary-Layer, die Autoadhäsion, die Polarisationstheorie, die 
elektrostatischen Theorie, die Diffusionstheorie, die Thermodynamik der Phasengren-
zen sowie die chemischen Bindungen und wurden in ihrer Bedeutung für das thermi-
sche Fügen bereits mehrfach theoretisch behandelt [Flo11, Roe14, Sch16]. Es hat 
sich gezeigt, dass eine isolierte Betrachtung einzelner Modelle keine hinreichende 
Aussage zum Einfluss des Stoffschlusses auf die Verbundfestigkeit ermöglicht, da 
eine gegenseitige Überlagerung und Beeinflussung physikalischer und chemischer 
Vorgänge sowie eine Wechselwirkung mit der mechanischen Adhäsion vorliegen 
kann [Ach09, Bis93, Hua14, Jun16, Sch16]. Der stoffschlüssige Wirkmechanismus 
durch physikalische oder chemische Bindungskräfte zwischen Kunststoffen und Me-
tallen kann trotz unterschiedlicher chemischer Strukturen auftreten. Im Fügeprozess 
wird unter Erwärmung und Druck ein entsprechend geringer Abstand zwischen beiden 
Werkstoffen eingestellt, dass die Bindungskräfte wirksam werden können [Bis93, 
Kat07, Kaw10, Kaw10a, Sch16]. Die Erwärmung wird durch den Energieträger (siehe 
2.1.3) unter Anwendung eines Fügedrucks umgesetzt. Die Wirksamkeit der Bindungs-
kräfte hängt dabei, neben einem geringen Abstand zwischen beiden Werkstoffen, von 
der chemischen Zusammensetzung, dem Aggregatszustand und der Struktur der 
Makromoleküle innerhalb der Grenzflächenschicht ab.  
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Der Energieeintrag kann dabei Einfluss auf den Aggregatszustand sowie die Struktur 
nehmen und die Ausbildung von Bindungen maßgeblich beeinflussen [Che16, Pat09]. 
Einerseits ist eine hinreichende Beweglichkeit der Makromoleküle durch die Erwär-
mung im Fügeprozess erforderlich, damit diese sich in Richtung der Metalloberflächen 
orientieren können [Lam14]. Andererseits können entstehende Zersetzungsprodukte 
mit der Oberfläche reagieren und zusätzliche Bindungen ausbilden [Cha16, Che14].  
Die Betrachtung der chemischen Zusammensetzung der Fügepartner betrifft einer-
seits die oxidischen Schichten der Metalloberfläche sowie den Aufbau und die funkti-
onellen Gruppen des Kunststoffes. Der Einfluss oxidischer Schichten auf die Verbund-
festigkeit ist in Abhängigkeit des Sauerstoffgehaltes [Hin11, Zha16] sowie der Schicht-
dicke [Jun16] beschrieben. Einerseits wurde der Einfluss von Oxiden bzw. durch 
Feuchtigkeitsaufnahme entstehenden Hydroxiden auf physikalische Wechselwirkun-
gen, d. h. Wasserstoffbrückenbindungen und Dipolkräfte, mit den funktionellen Grup-
pen der Kunststoffe zurückgeführt [Ara14, Bis93, Che16, Hin11, Jun16, Kat07, 
Kaw10, Kaw10a, Lam14, Ram92, Tan09]. Andererseits ist von der Bildung chemi-
scher Bindungen mit dem Kunststoff im Zusammenspiel mit der Werkstoff- bzw. 
Schichtzusammensetzung auszugehen, beispielsweise zwischen Chrom-Nickel-Stahl 
1.4301 mit Polyethylenterephthalat unter Bildung von Chromoxiden [Kat07, Kat08] o-
der verzinktem Stahl und Acrylnitril-Butadien-Styrol [Jun16]. Für Titanwerkstoffe be-
schreibt [Wan10] ein Schichtmodell zur Bindungsausbildung zwischen Titan-Ti-
tan(IV)-oxid-Titankarbid-Polyethylenterephthalat. Vergleichbare Bindungsnachweise 
erfolgen für Titan 3.7165 mit PA 6.6 CF20 [Hua14], Titan mit Polyimid [Mia05, Geo04, 
Pat09] und Titan mit Polyethylenterephthalat [Cha16, Che16].  
Durch die poröse Struktur der Oxide wird einerseits eine Oberflächenvergrößerung 
für weitere Bindungen erreicht, andererseits auch der formschlüssige Wirkmechanis-
mus beeinflusst [Ame16, Gou15, Jun16, Kaw10, Kaw10a, Zha16]. Damit ist keine 
eindeutige Trennung zwischen den Wirkmechanismen möglich.  
Dabei ist der Formschluss zwischen Kunststoff und Metall durch die Oberflächento-
pographie und der daraus resultierenden mechanischen Verankerung bedingt [Bis93]. 
Das setzt eine Füllung der Oberflächenstrukturen mit plastifizierten bzw. schmelzflüs-
sigem Kunststoff im Fügeprozess voraus, die durch die Rheologie, Kapillarströmung 
und Druckverhältnisse in der Struktur beschrieben werden kann [Age01]. Diese resul-
tierende Verankerung kann sich von Strukturtiefen unter einem Nanometer, bspw. in 
Vertiefungen oxidischer Deckschichten [Ame16, Bal13, Bal13a, Did13, Jun16, 
Zha16], bis hin zu oberhalb eines Millimeters [Cen12, Mar12a, Sch14, Sch16] erstre-
cken. Die Oberflächenvorbehandlung ist von entscheidender Bedeutung zur Einstel-
lung der Topographie in Hinblick auf die Maximierung des formschlüssigen Wirkme-
chanismus zur Steigerung der Verbundfestigkeit (siehe 2.1.6.2). Der Formschluss 
kann dabei der maßgebliche Mechanismus sein, wenn aufgrund mangelhafter spezi-
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fischer Adhäsion ansonsten kein Verbund zwischen beiden Werkstoffen erreicht wer-
den kann, bspw. bei PP mit EN AW 1050 [Hin11]. Demgegenüber ist bei vorhandener 
spezifischer Adhäsion sowie unbekanntem Spannungszustand eine vereinzelte Be-
trachtung der mechanischen Verankerung nicht ausreichend, da Wechselwirkungen 
mit Kraft- und Stoffschluss vorliegen können.  
Die Betrachtungen zu Kraft-, Stoff- und Formschluss zeigen, dass eine enge Verknüp-
fung zwischen den einzelnen Wirkmechanismen besteht. Festzuhalten ist, dass Ober-
flächentopographie und -morphologie von entscheidender Bedeutung für den Verbin-
dungsmechanismus sind, weshalb diese Gegenstand zahlreicher Untersuchungen 
waren. Deren gezielte Beeinflussung kann dabei durch verschiedene Maßnahmen zur 
Oberflächenbehandlung erreicht werden.  
2.1.6.2 Oberflächenbehandlung der Fügepartner  
Die Oberflächenbehandlung der Fügepartner – Metall wie Kunststoff – wird in Hinblick 
auf die Maximierung der mechanischen Festigkeit durchgeführt. Dabei adressieren 
die Oberflächenvorbereitung und -vorbehandlung eine Verbesserung der vorliegen-
den Wirkmechanismen [Hab09]. Ein darüberhinausgehender Einfluss auf den Kraft-
schluss ist anzunehmen (siehe 2.1.6.1). Im Rahmen der Oberflächenvorbereitung 
werden beide Fügepartner üblicherweise gereinigt, bspw. mittels Ethanol oder Aceton 
[Lam14, Wan10, Zha16], um vorhandene Verunreinigungen zu entfernen und einen 
ausreichenden Kontakt zwischen beiden Werkstoffen im Fügeprozess sicherzustel-
len.  
Die darauffolgende Oberflächenvorbehandlung kann in mechanische, physikalische 
sowie (elektro-)chemische Verfahren eingeteilt werden und zielt auf die Anpassung 
der Oberflächentopographie bzw. -morphologie ab [Hab09]. Kunststoffseitig wurden 
Untersuchungen mittels chemischer und physikalischer Verfahren zur Veränderung 
der Oberflächenmorphologie durchgeführt. Die Anwendung von Atmosphärendruck-, 
Sauerstoff- und Stickstoffplasma sowie UV-/Ozon-Vorbehandlungen sind in der Lite-
ratur beschrieben und zielen auf einen verbesserten Stoffschluss ab [Ara14, Flo11, 
Mit09, Sch16]. Eine Auswirkung der Atmosphärendruckplasmabehandlung von PA 6, 
PA 66 bzw. PBT im Verbund mit 1.4301, der über die Reinigungswirkung hinausgeht, 
wird nicht festgestellt [Flo11, Sch16]. Demgegenüber weist [Ara14] eine steigende 
Festigkeit durch die UV-/Ozon-Vorbehandlung eines Cycloolefin-Copolymere-Poly-
mers im Verbund mit 1.4301 unter der Ausbildung funktioneller Gruppen nach und 
stellt auch einen positiven Effekt einer Sauerstoff- bzw. Stickstoffplasmavorbehand-
lung fest. [Mit09] zeigt eine gesteigerte Verbundfestigkeit von EN AW 5754-PA 66 CF 
durch die Behandlung des Polyamids mittels Atmosphärenplasma. Aufgrund unter-
schiedlicher Oberflächenvorbereitungen bzw. -behandlungen des metallischen Füge-
partners besteht keine hinreichende Vergleichbarkeit der Untersuchungen zur Ablei-
tung einer allgemeingültigen Aussage.  
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Auf Seiten des metallischen Fügepartners liegen zahlreiche Untersuchungen in Be-
zug auf Oberflächentopographie und -morphologie für unterschiedliche Werkstoffe 
vor, u. a. Stahl [Ame15a, Ame16, Ara14, Bau12, Bau16, Cen12, Eng13, Eng16, 
Flo11, Hop16, Hol10, Jun16, Que14, Rau15, Rod14, Rod16, Roe11, Roe14, Sch16, 
Sic14, Ucs10, Vel05], Aluminiumlegierungen [Age01, Ame13, Ame14, Bal09, Flo11, 
Gue14, Gou15, Hec14, Hec15, Hec16, Hop16, Kur13, Lam14, Mit09, Que14, Sch14, 
Vel07, Yeh16, Zha16] oder Titan [Hua14]. Die resultierende Größenordnung der 
Oberflächenstrukturen wird nach [Hec14] in Nano- (< 100 nm), Mikro- 
(100 nm…200 µm) und Makroskale (> 200 µm) eingeteilt.  
Makrostrukturierungen für das thermische Fügen weisen bestimmte Geometrien auf 
und wurden mittels Laserstrahlverfahren (SurfiSculpt [Hec14], Auftragschweißen 
[Ame15a], Selektives-Laser-Schmelzen [Hop16, Rau15]), spanender Verfahren 
[Cen12, Sch14], Lichtbogenprozessen mit Zusatzwerkstoff [Sch16, Ucs10] sowie um-
formender Prozesse [Ber12, Dro14, Hop16, Rau15] hergestellt. Maßgeblichen Ein-
fluss auf die Erhöhung der Festigkeit hat dabei der zunehmende Formschluss auf-
grund von Hinterschneidungen, allerdings behindert die verringerte Kontaktfläche bei 
Makrostrukturen den Wärmeübergang von Metall zu Kunststoff an der Grenzfläche 
[Ame15a, Hec14, Hop16, Sch14]. Im direkten Vergleich zeigen Mikrostrukturen hö-
here Festigkeiten als Makrostrukturen [Ber12, Hec14].  
Mikrostrukturierungen für einen Einsatz im thermischen Fügen können in geometrisch 
bestimmt sowie unbestimmt unterteilt werden. Bestimmte Geometrien bilden geradli-
nige oder kreuzförmige Nutanordnungen in der Metalloberfläche ab und werden durch 
Laserstrahlprozesse hergestellt. Der Einfluss der Strukturgeometrie und -anordnung 
auf die Festigkeit und den Fügeprozess war hierbei Gegenstand zahlreicher Untersu-
chungen [Ame13, Ame14, Ame15a, Eng13, Eng16, Flo11, Hec14, Hec15, Hec16, 
Hol10, Hua14, Kur13, Que14, Roe11, Roe14, Rod16]. Geometrisch unbestimmte Mik-
rostrukturierungen, d. h. stochastisch verteilte Oberflächenvertiefungen, wurden 
durch Strahlen mit festem Strahlmittel [Bal09, Bau16, Ber11, Ber12, Eng13, Flo11, 
Sic14, Sch16, Vel05, Vel07], Schleifen [Hin11], Laserstrahlung [Ame16, Hec15, 
Hec16, Str16], Lichtbogenprozesse [Gue14, Koh18] oder Beizen/Anodisieren [Age01, 
Bal09, Jun16, Lam14, Vel05, Vel07, Zha16] hergestellt und hinsichtlich ihres Einflus-
ses auf die Verbundeigenschaften untersucht. Ein Zusammenhang von Festigkeit und 
Mikrostrukturierung wurde in Form der Strukturdichte [Ame14, Eng16, Hol10, Hua14, 
Roe11, Roe14] sowie der Oberflächenvergrößerung [Ame15a] für geometrisch be-
stimmte Mikrostrukturierungen nachgewiesen. Demgegenüber liefern Rauheitskenn-
größen aufgrund einer mangelnden Abbildung der Hinterschneidungen keine hinrei-
chende Aussage [Ber12, Hin11]. Eine allgemeingültige Korrelation der Oberflächen-
gestalt von bestimmten sowie unbestimmten Geometrien zur Festigkeit existiert im 
Stand der Technik gegenwärtig nicht, weil Messverfahren zur Oberflächenerfassung 
hinsichtlich ihrer Auflösung keine hinreichende Aussage ermöglichen [Ame16].  
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Die eindeutige Abgrenzung von Mikro- zu Nanostrukturierungen ist aufgrund auftre-
tender, nanoskaliger Substrukturen nur bedingt möglich [Ame16, Bal13, Hec15, 
Hec16]. Davon sind insbesondere Beiz-, Anodisierungs-, Lichtbogen- und Laser-
strahlprozesse betroffen, die einerseits einen Einfluss auf die Oberflächentopographie 
ausüben, aber gleichermaßen die Oberflächenmorphologie, bspw. durch oxidische 
Deckschichten, beeinflussen [Ada13, Ame16, Cui14, Hec15, Hin11, Koh18, Zha16]. 
Daraus resultiert keine eindeutige Trennung des form-, kraft- und stoffschlüssigen An-
teils am Wirkmechanismus, weshalb gegenwärtig keine einheitliche Kenngröße zur 
Oberflächenbeschreibung für das thermische Fügen oder die Adhäsion im Allgemei-
nen existiert.  
Darüber hinaus kann festgehalten werden, dass in Abhängigkeit der Oberflächenbe-
handlung und Werkstoffpaarung die Festigkeiten des Hybridverbundes maßgeblich 
gesteigert werden können. Beispielhaft sei die Steigerung der Scherzugfestigkeit für 
Aluminiumlegierungen der 6000er Gruppe mit faserverstärktem Polyamid 6 genannt 
[Hec15, Zha16]. Im unbehandelten Zustand wurde eine Scherfestigkeit von 5 MPa 
erreicht, die durch Anodisieren auf über 40 MPa [Zha16] gesteigert werden konnte. 
Für eine Scherzugprüfung kann durch laserbasierte Mikrostrukturierung eine Ver-
bundfestigkeit über 30 MPa erreicht werden [Hec15]. Die erreichbaren mechanischen 
Eigenschaften hängen darüber hinaus von der Werkstoffpaarung, dem Beanspru-
chungsfall sowie den wirksamen Randbedingungen ab, die in unterschiedlichen Ver-
sagensarten resultieren.  
2.1.7 Mechanische Verbundeigenschaften  
Thermisch gefügte Kunststoff-Metall-Verbunde weisen in Abhängigkeit des Belas-
tungsfalls, der konstruktiven Gestaltung der Fügestelle, der Prozessführung, der ver-
wendeten Werkstoffe, der Oberflächenbehandlung sowie den wirksamen Umge-
bungsbedingungen unterschiedliche mechanische Eigenschaften und Festigkeiten 
auf. Die Festigkeit ist dabei immer im Zusammenhang mit der Versagensart, d. h. dem 
Vorliegen eines Adhäsions-, Kohäsions- oder Mischbruchs, zu betrachten [Bis93]. In 
Anlehnung an das Kleben kann entsprechend DIN EN ISO 10365 [DIN95] eine Un-
terscheidung der Bruchbilder nach Abbildung 2-4 getroffen werden. Dabei werden das 
Metall, der Kunststoff und mögliche Schichten, bspw. Zinküberzüge oder oxidische 
Schichten auf der Metalloberfläche, berücksichtigt.  
Ein Adhäsionsbruch bedingt das Versagen exakt zwischen beiden Fügepartnern, 
ohne Materialrückstände des jeweils anderen Werkstoffes auf der Bruchfläche 
[Hab09]. Voraussetzung für das Auftreten eines Adhäsionsbruches sind damit unzu-
reichende mechanische bzw. physikalisch-chemische Adhäsionskräfte oder das Vor-
liegen eines Weak-Boundary-Layers [Bik68] (Abbildung 2-4a). Demgegenüber liegt 
ein gemischter Bruch vor, wenn mehrere Versagensarten auftreten [DIN95]. Eine Be-
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schreibung des Mischbruches kann über die jeweiligen Anteile der vorliegenden Ver-
sagensarten vorgenommen werden [DIN95]. Im thermischen Fügen kommt es einer-
seits zu Kunststoffrückständen auf der Metalloberfläche [Geo09, Mit09, Rod16, 
Wah11, Zha16], andererseits stellen Schichtsysteme mitunter Schwachpunkte des 
Verbundes dar (Abbildung 2-4b). Beispielhaft sei der anteilige Bruch innerhalb von 
Zinküberzügen [Jun13a] oder oxidischen Schichten [Did13, Hec15] genannt.  
Tritt das Versagen vollständig in einem Fügepartner auf, kommt es zum kohäsiven 
Bruch (Abbildung 2-4c-f)., bspw. durch vollständiges Versagen der oxidischen Schicht 
[Hec15], einem grenzflächennahen Versagen des thermoplastischen Kunststoffes 
[Hec15] oder einem Versagen von Kunststoff [Wah11] oder Metall [Bal07] außerhalb 
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Abbildung 2-4 Bruchbilder für thermisch gefügter Hybridverbunde in Anlehnung an 
DIN EN ISO 10365 [DIN95]  
Die mechanische Belastungsart ist von entscheidender Bedeutung für das auftre-
tende Versagen. Für Torsion [Mar16], Scherung [Rod16, Roe14, Sch14, Zha16], 3-
Punkt-Biegung [Roe14], Zug [Koh18, Rod16, Roe14] und Scherzug [Hec15, Koh18, 
Rod16, Roe14] liegen im Stand der Technik Untersuchungen vor. Für Verbindungen 
im Überlappstoß treten in der Anwendung häufig kombinierte Belastungen, wie Schäl-
zug oder Scherzug, auf. Daraus resultieren mehrachsige Spannungszustände und 
Spannungsspitzen, wie in Abbildung 2-5 beispielhaft für eine Scherzugbelastung am 
Überlappstoß dargestellt. Zug- und Druckspannungen sind durch die angreifende Last 
sowie die Verformung des Hybridverbundes bedingt. Der Ort der höchsten Spannung 
bestimmt das Bruchbild bzw. die Risseinleitung. Der Riss wird dabei innerhalb der 
Grenzflächenschicht initiiert [Gou14, Gou15]. Das Risswachstum kann sich, ausge-
hend von Fehlstellen sowie der Oberflächentopographie, entlang der Grenzflächen-
schicht bzw. in den Kunststoff [Gou14, Gou15] oder das Metall hinein fortsetzen und 
damit das Bruchbild maßgeblich beeinflussen. Beispielhaft sei das Versagen inner-
halb der Grenzflächenschicht bei Überschreitung der Adhäsionsfestigkeit bzw. das 
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Versagen eines Fügepartners am Übergang des Überlappstoßes zum Grundwerkstoff 
genannt [Wah11]. Darüber hinaus können Nahtimperfektionen, bspw. Blasen in der 
















Abbildung 2-5  Schematische Darstellung der Spannungsverteilung (σy) im Überlappstoß bei 
Scherzugbelastung  
Für dynamische Belastungen liegen in der Literatur Untersuchungen zur Ermüdungs-
festigkeit von ultraschallgeschweißten Hybridverbunden (EN AW 5057-PA 66 CF48) 
vor, die eine Dauerfestigkeit (2∙10
6
 Schwingspiele, Spannungsverhältnis R > 0, 
Prüffrequenz f = 5 Hz) in Höhe von ca. 35 % der quasi-statischen Scherzugfestigkeit 
erreichen [Bal09, Bal11, Bal12, Wag13]. Für das Reibpunktfügen zeigen sich ver-
gleichbare Größenordnungen in Bezug auf die Dauerfestigkeit (10
6
 Schwingspiele, 
R = 0,1, f = 5 Hz) [Gou15]. In Abhängigkeit der Oberflächenvorbehandlung werden für 
Verbunde aus EN AW 2024-PPS CF50 ca. 25 % (Korundstrahlen) bis 38 % (Korund-
strahlen und nachgelagerte Beizpassivierung) der quasi-statischen Festigkeit bei ver-
gleichbarem Bruchbild erreicht [Gou15].  
Für die konstruktive Gestaltung des Hybridverbundes ist eine steigende Überlapp- 
bzw. Anbindungsbreite als zentrale Einflussgröße zur Erhöhung der Verbundfestigkeit 
identifiziert worden und kann durch die Streckenergie, bzw. Laserstrahlleistung sowie 
Fügegeschwindigkeit, eingestellt werden [Ame14, Hua14, Jia17]. In Bezug auf Kerb-
wirkung, Kraftfluss und Spannungsverteilung liegen derzeit, anders als beim Kleben 
[Vas15], nur vereinzelte Untersuchungen zum Einfluss der Geometrie von Punktver-
bindungen [Kon10, Kon13] sowie Anhaltspunkte zum Einfluss der Biegesteifigkeit der 
Fügepartner auf die Versagensart vor [Ame14]. Die Höhe der Maxima für Zug- und 
Druckspannungen im Überlappstoß, siehe Abbildung 2-5, wird maßgeblich durch die 
Steifigkeit der Verbundpartner bestimmt. Diese kann einerseits durch den E-Modul 
der Werkstoffe [Gro14], bspw. durch den Einsatz von faserverstärkten Kunststoffen, 
sowie die Materialstärke und Überlappbreite [Ame14, Mia05] beeinflusst werden.  
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Hinsichtlich der Verbundfestigkeit sind damit die Werkstoffauswahl, die konstruktive 
Gestaltung, die Oberflächenbehandlung und der daraus resultierende Verbindungs-
mechanismus entscheidende Einflussgrößen.  
Eine modellhafte Beschreibung des lastfallabhängigen Verbundverhaltens ist auf-
grund der anisotropen Schichten auf den jeweiligen Werkstoffen, der unbekannten 
Geometrie der Fügezone sowie des schwierig identifizierbaren Kraftflusses über die 
Grenzflächenschicht herausfordernd [Bos09]. Für numerische Struktursimulationen 
wird eine hinreichende Übereinstimmung von Kraft-Weg-Verläufen für Scherzug- und 
Querzugbelastung für die Fügepaarung EN AW 5754 und PA 66 CF48 durch eine be-
sondere Berücksichtigung der Grenzflächenschicht nachgewiesen und auf Profilbau-
weisen der gleichen Werkstoffpaarung für Vier-Punkt-Biegelast übertragen [Kon10, 
Kon13a, Sch13a, Sch13b]. Darüber hinaus kann die resultierende Spannungsvertei-
lung anhand von Vergleichsspannungen oder einzelnen Spannungskomponenten 
entlang des Überlappstoßes mittels numerischer Simulation beschrieben werden 
[Mia05, Paz14, Sch13a]. Auf Basis eines Mikromodells können Zusammenhänge zwi-
schen der Geometrie der Oberflächenstrukturen und den mechanischen Verbundei-
genschaften hergestellt werden. Ein Einfluss von Strukturtiefe, -breite und -anzahl so-
wie der Strukturform auf Spannungs- und Dehnungsverteilung für Scherzugbelastung 
werden durch [Eng16] und in [Roe14] dargestellt.  
Für die Anwendung eines Hybridverbundes sind seine weitergehenden Eigenschaften 
gegenüber wirksamen Umgebungsbedingungen von Relevanz, die Alterungsvor-
gänge und Korrosionserscheinungen bestimmen. Das betrifft insbesondere Korrosi-
ons-, Feuchte- und Wärmebelastungen sowie deren Auswirkungen auf den Hybrid-
verbund, bspw. durch Beeinflussung der mechanischen Eigenschaften oder Verfär-
bungen bei Kunststoffen [DIN12]. Für thermisch gefügte Hybridverbunde liegen dabei 
Erkenntnisse für Temperaturwechsel- [Kat07], Klima- [Bal09, Gou15, Wag13], Klima-
wechsel- [Ame13, Eng13, Hec16, Hop16, Rau15, Roe13, Roe14], Wasserlagerungs- 
[Sch16], Bewitterungs- [Did13] sowie Korrosionsprüfungen [Eng13, Roe13, Roe14, 
Sch16] vor. Die resultierenden Eigenschaften werden dabei von der Beständigkeit der 
Grundwerkstoffe sowie der Fügezone gegenüber den wirksamen Belastungen be-
stimmt. Im Stand der Technik werden deshalb bei Kunststoffen u. a. die Wasserauf-
nahme [Hec16, Hop16, Rau15, Sch16] und thermische Degradation [Ame13, Roe14, 
Hec16] als maßgebliche Einflussgrößen beschrieben. Für den metallischen Fügepart-
ner werden Korrosion [Eng13, Roe14] sowie die Umwandlung von oxidische in hyd-
roxidische Schichten [Gou15] als potenzielle Einflussgrößen benannt. Über die Füge-
zone und Grenzflächenschicht stehen beide Werkstoffe in Kontakt, weshalb es auf-
grund unterschiedlicher elektrochemischer Spannungspotenziale zu Kontaktkorrosion 
kommen kann, bspw. bei der Verwendung von Kohlenstofffaserverstärkungen 
[Kle14], oder ein Spannungszustand aufgrund unterschiedlicher Wärmeausdeh-
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nungskoeffizienten vorliegt [Sch16]. Darüber hinaus können in die Grenzflächen-
schicht eindringende Medien eine Schädigung bzw. Zerstörung des Hybridverbundes 
durch Spaltkorrosion verursachen, was vorrangig bei korundgestrahlen Oberflächen 
auftritt und durch hinreichende Oberflächenbehandlung vermieden werden kann 
[Eng13, Gou15, Roe14, Sch16]. In Abhängigkeit der Oberflächenstrukturierung kann 
damit auch Wasser- [Roe14] bzw. Gasdichtheit [Hec16] erreicht werden.  
Eine allgemeingültige Aussage zur Alterungsbeständigkeit der Hybridverbunde kann 
nicht unmittelbar getroffen werden, allerdings wurden die Prozessführung, die Werk-
stoffpaarung sowie die Oberflächenvorbehandlung als Einflussgrößen identifiziert. 
Prozessseitig wurde durch [Roe13, Roe14, Eng13] für Polycarbonat-1.4301-Ver-
bunde festgestellt, dass eine erhöhte Fügetemperatur (480 °C zu 350 °C) einer Schä-
digung des Kunststoffes führt und damit einen nachteiligen Effekt auf die Alterungs-
beständigkeit aufweist. Für die Werkstoffauswahl sei beispielhaft der Vergleich zwi-
schen [Hec16] und [Ame13] für eine identische Klimawechseltestprüfung nach BMW 
PR308.2 angeführt. In Abhängigkeit des thermoplastischen Fügepartners werden 
nach der Prüfung konstante (PP-EN AW 1050) bzw. um 50 % reduzierte Scherzug-
kräfte (PA 6-EN AW 5182) festgestellt und mit der Wasseraufnahme des Polyamids 
begründet. Dabei übt die Oberflächenstrukturierung einen maßgeblichen Einfluss auf 
die resultierenden Bruchbilder und Verbundfestigkeiten aus. Durch Einsatz einer hin-
reichenden Oberflächenvorbehandlung können bei Polyamid-Metall-Verbunden, je 
nach Klima-, Klimawechsel- oder Korrosionswechselprüfung, zwischen 100 % und 
70 % der Ausgangsfestigkeit erreicht werden [Bal09, Hop16, Rau15, Wag13]. Bei Ein-
satz einer unvorteilhaften Oberflächenvorbehandlung, bspw. alleiniges Korundstrah-
len, stellen sich durch Alterung und Korrosion deutlich reduzierte Festigkeiten bzw. 
veränderte Bruchbilder bis hin zum adhäsiven Bruch ein [Eng13, Roe13, Roe14, 
Sch16].  
Eindeutige Auslegungskriterien für Hybridverbunde liegen im Stand der Technik dabei 
noch nicht vor. Aufgrund von vergleichbaren Betrachtungen an metallischen Misch-
verbindungen ist davon auszugehen, dass ein kohäsives Versagensverhalten ange-
strebt wird, wie es bspw. bei der Prüfung von Aluminium-Stahl-Verbunden mittels Wi-
derstandspunktschweißen in Form des Ausknöpfens gezielt eingestellt wird [Neu14, 
Sun04]. Für Hybridverbunde aus unverstärkten Kunststoffen und Metallen werden die 
Verbundeigenschaften dabei maßgeblich durch den thermoplastischen Grundwerk-
stoff bestimmt, d. h. vorrangig durch seine Festigkeit und Duktilität. Das Erreichen 
bzw. Einstellen eines kohäsiven Versagensverhaltens im Kunststoff kann damit die 
Gesamtverbundeigenschaften hinsichtlich Energieaufnahme bzw. Duktilität positiv 
beeinflussen. Weitergehende Betrachtungen zum Bruchverhalten und dessen Beein-
flussung, bspw. durch die Veränderung der Kunststoffeigenschaften zur Einstellung 
eines spröden oder duktilen Versagensverhaltens, liegen an dieser Stelle noch nicht 
im Stand der Technik vor. Ein grundsätzlicher Einfluss der Kunststoffeigenschaften ist 
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an dieser Stelle nicht auszuschließen, da beispielsweise auch die Entstehung von 
Nahtimperfektionen auf die Eigenschaften des Kunststoffes zurückgeführt werden 
kann.  
2.1.8 Nahtimperfektionen und Blasenbildung  
In der Fügezone kommt es zur Bildung von Nahtimperfektionen. In der Literatur wer-
den Bindefehler, bspw. Kissing Bonds [Raz15] oder ein auftretender Spalt in der 
Grenzfläche [Ber13, Sch16], sowie die Bildung von Blasen beschrieben [Kat07]. Die 
Blasen bilden Hohlräume innerhalb der Fügezone (siehe 2.1.5 und 2.1.7) in der Grö-
ßenordnung von unterhalb eines Mikrometers [Ama10] bis zu hin mehreren Millime-
tern [Lam17] und stellen eine potenzielle Schwachstelle des Verbundes dar. Der Be-
griff Blase wird nachfolgend entsprechend dem Laserstrahlschweißen von Kunststof-
fen verwendet (siehe DVS Richtlinie 2243 [DVS14]). Eine feingliedrigere begriffliche 
Unterteilung in Anlehnung an das Schweißen metallischer Werkstoffe [DIN07] oder 
für Kunststoffschweißverfahren [DVS06] findet an dieser Stelle nicht statt, da in Ab-
hängigkeit des Zeit-Temperatur-Regimes und des verwendeten Werkstoffes keine 
eindeutige Zuordnung zu einer einzeln definierten Nahtunregelmäßigkeit gegeben ist.  
Die Blasenbildung im Kunststoff ist dabei auf die thermische Degradation des Kunst-
stoffes [Cha16, Che16, Jia17, Kat07, Tan15, Til10] sowie die Dampfbildung durch im 
thermoplastischen Fügepartner gelöstes Wasser [Ama10, Ame16a, Hop14, Sch15, 
Ueb95] zurückzuführen. Vereinzelt werden auch Lufteinschlüsse [Che16, Sch16] oder 
Schwindung [Tan15] als Ursache angegeben, wobei die Blasen im Allgemeinen man-
gels einer Entgasungsmöglichkeit in der Fügezone verbleiben sollen [Che16, Sch16]. 
Neben den Ursachen für die Blasenbildung sind deren genauen Entstehungsvor-
gänge sowie ihr Verhalten während des Fügens ungeklärt. Die Blasen können mit 
zunehmender Anzahl eine Schwachstelle innerhalb des Verbundes darstellen und die 
Verbundfestigkeit deutlich reduzieren [Far11, Niw08, Ama10, Wah11]. Allerdings se-
hen einige Untersuchungen grundsätzlich einen positiven Effekt der Blasen auf das 
Fügeergebnis, da die Blasen aufgrund des Dampfdrucks expandieren und damit die 
Schmelze in die Oberflächenstruktur des metallischen Fügepartners pressen sollen 
[Cha16, Hua14, Jun11, Jun13a, Kat07, Kat08, Wah11]. Dabei befinden sich die Bla-
sen im Wärmeleitungsfügen meistens vollständig innerhalb der Schmelzzone und 
sind durch eine Kunststoffschicht von wenigen Mikrometern Dicke von der Metallober-
fläche getrennt, was eine Blasenentstehung innerhalb der Schmelzzone nahelegt 
[Jia17, Sch15]. Bei einer näheren Betrachtung der Ursachen ist allerdings davon aus-
zugehen, dass die Blasen überwiegend an der Grenzfläche entstehen müssten, da 
dort die höchste Temperatur vorliegt. Deshalb ist der Ausgangspunkt für die zerset-
zungsbedingte Blasenbildung dort zu verorten. Darüber hinaus ist auch ein Einsetzen 
der wasserbedingten Blasenbildung an der Grenzfläche anzunehmen, da aufgrund 
der höchsten Temperaturen die Löslichkeit des Wasserdampfes dort zuerst unter-
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schritten wird. Demgegenüber kann die wasserbedingte Blasenbildung auch an wei-
teren Keimstellen auftreten, bspw. durch verdampfendes Wasser innerhalb der 
Schmelze [Fis01]. Auch das Verhalten der Blasen in Abhängigkeit der Umgebung ist 
bisher ungeklärt, bspw. ist der Einfluss von Auftrieb, Viskosität, Dichte und Oberflä-
chenspannung auf Blasenexpansion und -bewegung in anderen Fluiden im Stand der 
Technik beschrieben [Fis01, Koe04]. Eine Beschreibung der Blasenentstehung und 
des Verhaltens während des Fügeprozesses ist dabei gegenwärtig nicht gegeben.  
Der Blasenbildung kann dennoch prozessseitig durch verschiedene Ansätze entge-
gengewirkt werden. Das zersetzungsbedingte Auftreten von Blasen folgt der zeitab-
hängigen Temperaturverteilung in der Fügezone und kann durch die Heizrate, die 
Verweilzeit sowie die Maximaltemperatur (siehe 2.2.3) beeinflusst werden [Bau14, 
Gou15, Hol10, Mit09]. Als wirksame Einstellgrößen zur Verringerung der Blasen wur-
den ein verringerter Energieeintrag [Ame16a, Far12, Lam17] bzw. eine reduzierte 
Leistungsdichte des Laserstrahls [Bau16] nachgewiesen. Ein alternativer Ansatz ist 
aus dem Kunststoffschweißen bekannt und beruht auf der Erhöhung des Fügedrucks 
zwischen beiden Werkstoffen. Ein steigender Fügedruck kann den Schmelzeaustrieb 
im Randbereich der Fügezone erhöhen und damit einen Abtransport der Blasen aus 
dem Anbindungsbereich beider Werkstoffe ermöglichen [Sto03, Ueb95]. Bei der Ver-
wendung einer hinreichend großen Flächenpressung kann die wasserbasierte Bla-
senbildung auch durch die Verschiebung der Dampfdruckkurve unterbunden werden 
[Ueb95]. Darüber hinaus ermöglichen kombinierte Prozesse, bspw. der Einsatz eines 
ultraschallunterstützten thermischen Fügeprozesses, eine deutliche Reduktion der 
Blasen in der Fügezone [Che16].  
An dieser Stelle ist festzuhalten, dass die Ursachen der Blasenentstehung vorrangig 
von der chemischen Struktur und den draus resultierenden Eigenschaften der Ther-
moplaste abhängt. Die zugrundeliegenden Mechanismen sind weitreichend beschrie-
ben, allerdings ist das Verhalten der Blasen während des Fügeprozesses ungeklärt 
bzw. ihr Einfluss auf das Fügeergebnis durch eine Unterstützung der Füllung der 
Oberflächenstrukturen ambivalent gegenüber dem Entstehungsort an der Grenzflä-
che.  
2.2 Struktur und Eigenschaften teilkristalliner 
Thermoplaste  
2.2.1 Struktureller Aufbau teilkristalliner Thermoplaste  
Thermoplastische Kunststoffe sind aus vernetzten Makromolekülen aufgebaut, d. h. 
innerhalb der Makromoleküle treten Hauptvalenzbindungen auf, zwischen den Mak-
romolekülen Nebenvalenzbindungen [Sch02]. Damit wird ein mehrfaches Schmelzen 
und Erstarren der thermoplastischen Werkstoffe ermöglicht [Sch02]. Teilkristalline 
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Thermoplaste können darüber hinaus Nahordnungsbereiche aufweisen [Men11]. 
Diese bilden sich dabei zwischen regelmäßigen, identisch aufgebauten Molekülketten 
aus, verfügen über eine sehr hohe Packungsdichte und sind durch die einhergehende 
Minimierung der inneren Energie bedingt [Ehr11, Men11]. In technischen Prozessen 
wird aufgrund der großen Länge der Makromoleküle bei der Abkühlung aus dem 
schmelzflüssigen Zustand keine vollständig kristalline Struktur erreicht [Ehr11, 
Men11]. Während der Abkühlung des Polymers können sich mit Unterkühlung der 
Schmelze Keime bilden. Zwei Keimbildungsmechanismen sind dabei entscheidend: 
Einerseits die homogene Keimbildung, d. h. Kettensegmente ordnen sich durch Wär-
mebewegung so an, dass Kristallite entstehen können [Ehr11, Men11]. Andererseits 
kann heterogene Keimbildung auftreten, bspw. durch nicht vollständig geschmolzene 
Kristallite, Fremdpartikel oder Nukleierungsmittel [Ale98, Ehr11]. Dabei können starke 
physikalische Wechselwirkungen, bspw. bedingt durch funktionelle Gruppen, die 
Keimbildung unterstützen [Wor11]. Mit Überschreitung des kritischen Keimradius 
(siehe [Ehr11, Men11]) werden diese stabil und wachsen zu Kristalliten, d. h. moleku-
laren Nahordnungen in Form von gefalteten Molekülketten. Da die Länge dieser Mak-
romoleküle die Dicke eines Kristallits um ein Vielfaches überschreitet, kehren diese 
nach einer Faltung in die Lamelle zurück oder gehen in eine andere Lamelle über 
[Ehr11]. Die Lamellendicke bzw. Kristallitgröße beeinflusst dabei das resultierende 
Schmelzintervall, das mittels dynamischer Differenzkalorimetrie (DSC) ermittelt wer-
den kann [Ehr04]. Diese Übergänge, Faltungsbögen oder Klinken verfügen dabei über 
keine kristalline Struktur und stellen amorphe Bereiche dar [Ehr11]. Die Erstarrung 
schreitet dabei in Richtung des Temperaturgefälles voran, wobei sich unterschiedliche 
kristalline Überstrukturen ausbilden können [Ehr11, Men11]. Meist kommt es zur Bil-
dung von Sphärolithen, d. h. unter Abkühlung entstehen ausgehend von einem Keim 
punktsymmetrische Überstrukturen mit radial angeordneten Kristalllamellen [Ehr11, 
Men11]. Das Wachstum der Überstrukturen sowie die Kristallisationsgeschwindigkeit 
ist dabei stark werkstoff- und temperaturabhängig [Kha90, Kre09, Mag62]. Diese 
übermolekularen Strukturen werden dabei unter dem Begriff der Morphologie zusam-
mengefasst [Mic92]. Abbildung 2-6 stellt den strukturellen Aufbau eines teilkristallinen 
Kunststoffes am Beispiel von Polyethylen dar.  
Die beschriebene Primärkristallisation ist mit der vollständigen Ausbildung der Über-
strukturen bzw. mit Unterschreitung der Endtemperatur des Kristallisationsintervalls 
abgeschlossen [Ehr04, Men11]. Oberhalb der Glasübergangstemperatur kann es zur 
Sekundärkristallisation kommen, d. h. amorphe Bereiche innerhalb der Überstruktu-
ren kristallisieren nach [Ehr04, Men11]. Dieser ebenfalls stark temperatur- und zeit-
abhängige Vorgang führt zu einer Erhöhung des Kristallisationsgrades, aber gleich-
zeitig zur Schwindung und daraus resultierenden Spannungszuständen innerhalb des 
Bauteils [Men11, Sim97].  










H H H H H H




H H H H H H




H H H H H H




H H H H H H





Abbildung 2-6 Struktureller Aufbau eines teilkristallinen Kunststoffes am Beispiel Polyethylen 
nach [Men11, Oss12] 
Die chemische Struktur der Kunststoffe und ihre funktionellen Gruppen beeinflussen 
die beschriebenen Mechanismen und die entstehende Morphologie maßgeblich. Ta-
belle 2-1 stellt diese anhand verschiedener Thermoplaste beispielhaft dar.  
Tabelle 2-1 Chemische Struktur ausgewählter Thermoplaste [Sch02, Kai16] 
Kunststoff Abkürzung Strukturformel 
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Für Polyamid 6 (PA 6), Polyamid 6.6 (PA 6.6) und Polypropylen (PP) sind die in den 
Strukturen enthaltenen Amidgruppen (CONH-Gruppe), Methylengruppen (CH2-
Gruppe) und Methylgruppen (CH3-Gruppe) von Bedeutung [Kai16]. In Polyamiden bil-
den sich aufgrund der Amidgruppen Wasserstoffbrückenbindungen zwischen den 
Molekülketten oder weiteren Molekülen aus, woraus sich eine hohe Festigkeit der 
Werkstoffe und eine hohe Löslichkeit von Wasser in den amorphen Bereichen ergibt 
[Ale98, Mur89]. Auch die Methylengruppen verfügen über einen polaren Charakter 
und bilden Dispersionskräfte aus [Kai16]. Die Anzahl der Amidgruppen sowie das Ver-
hältnis von Amid- zu Methylengruppen je Strukturelement beeinflusst die Ausbildung 
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der intermolekularen Wasserstoffbrückenbindungen und nimmt damit einen wesentli-
chen Einfluss die Wasseraufnahme sowie die Schmelztemperatur der jeweiligen 
Werkstoffe, bspw. ca. 260 °C bei PA 6.6 zu ca. 220 °C bei PA 6 [Ale98]. Demgegen-
über verhindern die unpolaren Methylgruppen eine nennenswerte Wasseraufnahme 
in PP oder die Ausbildung von Wasserstoffbrückenbindungen [Mai98]. Die unter-
schiedlichen funktionellen Gruppen und die daraus resultierende Fähigkeit zur Aus-
bildung physikalischer Bindungen sowie die Polarität können sich damit auch auf den 
stoffschlüssigen Verbindungsmechanismus auswirken (siehe 2.1.6.1).  
Ausgehend von der chemischen Struktur ergibt sich eine hohe Anzahl an Anord-
nungsmöglichkeiten der Makromoleküle, die in Form unterschiedlicher Elementarzel-
len eine Vielzahl von Kristallmodifikationen während der Erstarrung ausbilden können 
[Ale98, Mai98]. Die Kristallisationsbedingungen und -temperaturen beeinflussen da-
bei die auftretenden Modifikationen innerhalb eines Bauteils bzw. können diese steu-
ern [Ale98, Gog77, Ito98, Kyo72, Mur02, Ngu11]. Die unterschiedlichen Modifikatio-
nen nehmen dabei Einfluss auf verschiedene Eigenschaften des Kunststoffes, bei-
spielsweise die Dichte (α: 1160 kg∙m
-3
, γ: 1140 kg∙m
-3
) [Das96, Mur85], das 
Schmelzintervall [Ill72, Ito75, Lot98] oder das Elastizitätsmodul [Das96, Tas81]. In der 
Regel treten dabei mehrere Modifikationen auf, die sich aufgrund eines metastabilen 
Zustandes oder äußerer Einflüsse, bspw. Wasser [Mur89], Umformung [Miy67, 
Mur91] oder Erwärmung [All90, Bri42, Kyo72, Mur85, Pen01, Pep16, Var89], auch 
nach der Erstarrung noch verändern können. Beispielsweise zeigt PA 6 bei 200 °C 
die Umwandlung einer metastabilen γ-Modifikation in die stabile α-Modifikation 
[Kyo72]. Die Kristallmodifikationen können dabei einerseits über Röntgenbeugung an-
hand charakteristischer Maxima nachgewiesen werden (siehe Abbildung 2-7a) 
[Kyo72, Sha10]. Andererseits zeigen sich bei einigen Kunststoffen aber auch Verän-
derungen in DSC-Kurven, beispielsweise bei PA 6 anhand zweier auftretender Ma-
xima im Schmelzintervall für Mischungen aus α- und γ-Modifikation (siehe Abbildung 
2-7b) [Ill72, Ito75, Mur85, Sha10].  
Im gegenwärtigen Stand der Technik ist der Einfluss des thermischen Fügens und 
seiner Prozessgrößen auf die Überstrukturen, die Kristallmodifikation sowie die Pri-
mär- und Sekundärkristallisation nicht betrachtet. Allerdings kann ein maßgeblicher 
Effekt auf die mechanischen Eigenschaften des Kunststoff-Metall-Verbundes vorlie-
gen, weshalb eine nähere Betrachtung im Rahmen dieser Arbeit erfolgt.  
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Abbildung 2-7 a) charakteristische XRD-Peaks nach [Kyo72] und b) DSC-Kurven nach 
[Mur85] der α- und γ-Modifikation bei PA 6 
2.2.2 Mechanische Eigenschaften 
Die teilkristallinen Kunststoffe können durch den thermischen Fügeprozess eine Ver-
änderung der Kristallmodifikation, der Überstrukturen, des Kristallisationsgrades so-
wie des Wassergehaltes erfahren, was zu veränderten mechanischen Eigenschaften 
führen kann [Ale98]. Der Einfluss der Kristallmodifikation auf diese Eigenschaften 
kann dabei nicht für alle teilkristallinen Thermoplaste eindeutig beschrieben werden, 
da diese meistens nicht isoliert auftreten. Allerdings gibt es Betrachtungen bei PA 6 
zum Elastizitätsmodul, bspw. für reine α- (235 GPa) sowie γ-Modifikation (132 GPa) 
[Das96], zur erreichbaren Dehnung im Zugversuch in Abhängigkeit des Modifikations-
anteils [Fer04] sowie zur Härte [She06]. Auch eine Zunahme der Kristalllamellendicke 
innerhalb der Überstrukturen wird beispielsweise für Polyethylen als positiver Einfluss 
beschrieben, wobei ab ca. 30-40 nm konstante Spannungswerte erreicht werden 
[Hum09, Kaz05]. Eine steigende Kristalllamellendicke bedingt ebenfalls eine Härtezu-
nahme [Bal85].  
Die Kristallmodifikation und Kristalllamellen sind dabei in Überstrukturen gefasst, de-
ren Ausprägung einen weitergehenden Einfluss auf die mechanischen Bauteileigen-
schaften ausüben kann. Durch eine steigende Anzahl und damit einhergehende ver-
ringerte Größe der Sphärolithe, bspw. unterstützt durch Keimbildner, kann die Bruch-
dehnung bei vergleichbarer Streckspannung für PP-Werkstoffe deutlich erhöht wer-
den [Ehr11, Hay65]. Demgegenüber zeigt PA 6.6 mit verringerter Sphärolithgröße 
eine steigende Fließgrenze bzw. Streckspannung unter verringerter Bruchdehnung 
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[Moo83, Sta59]. In weiteren Betrachtungen ordnet [Jab15] den Einfluss der sphäroli-
thischen Strukturen den Kristalllamellen unter. Darüber hinaus kann eine Änderung 
der Überstruktur auch das Verformungsverhalten der amorphen Bereiche zwischen 
den Sphärolithen sowie die Deformation der Sphärolithe selbst beeinflussen [Str77, 
Hay65], weshalb keine allgemeingültige und richtungsunabhängige Beschreibung zur 
Wirkung der Überstrukturen gegeben werden kann.  
Betrachtet man das Bauteil makroskopisch, so gilt der Kristallisationsgrad als weitere 
Einflussgröße in Bezug auf die mechanischen Eigenschaften. Mit steigendem Kristal-
lisationsgrad nehmen u. a. Steifigkeit, Streckspannung, E-Modul und Härte zu, dem-
gegenüber Dehnung, Schlagzähigkeit und Kriechneigung ab [Ale98]. Beispielsweise 
wurde bei PA 6 sowie bei Polyethylen für steigende Kristallisationsgraden ab 30 % 
ein nahezu linearer Zusammenhang mit der Streckspannung im Zugversuch festge-
stellt [Bes75, Bro99, Hum09, Ken94]. Dabei sind nach [Hum09] die amorphen Berei-
che vorrangig für das viskoelastische Verhalten verantwortlich, wohingegen für plas-
tische Deformation zahlreiche Beschreibungsansätze vorliegen (siehe [Ole07]).  
Die amorphen Bereiche sind insbesondere bei Polyamiden aufgrund der Wasserauf-
nahme von großer Bedeutung für die mechanischen Eigenschaften. Diese erfolgt bis 
zur Erreichung des Sättigungsgehaltes aufgrund des Konzentrationsunterschiedes 
zur Umgebung und kann mittels Diffusionsgesetz beschrieben werden [BAS03, 
BAS13]. Die Wasseraufnahme wird dabei u. a. von einem steigenden Kristallisations-
grad verlangsamt und korreliert mit dem Anteil der amorphen Phase [Gre98, Sta56]. 
Das aufgenommene Wasser bedingt eine Volumenzunahme des Kunststoffes und 
fungiert dabei als Weichmacher, der die Zähigkeit erhöht sowie E-Modul, Streck-
grenze und Glasübergangstemperatur gleichzeitig absenkt [Ale98, Gre98, Sch00, 
Sch02]. Die dadurch gesteigerte Beweglichkeit der Molekülketten kann die Primär- 
und Sekundärkristallisation unterstützen [Ale98, Mag62a, Sta56]. Darüber hinaus 
kann der Wassergehalt auch andere Einflüsse auf die mechanischen Eigenschaften 
nivellieren, bspw. unterschiedliche Sphärolithgrößen [Sta59].  
Als weitere Einflussgröße kann der Eigenspannungszustand von Bedeutung sein. 
Durch das Fügen von zwei Werkstoffen unterschiedlicher Wärmeausdehnungskoeffi-
zienten (siehe 2.1.6.1) sowie der thermisch beeinflussten Sekundärkristallisation bzw. 
Veränderung der Kristallmodifikation können Eigenspannungen entstehen, die einen 
negativen Effekt auf die mechanische Belastbarkeit des Verbundes ausüben [Kre09, 
Mur91a].  
Zusammenfassend ist für die mechanischen Eigenschaften die Vielzahl von Einfluss-
faktoren festzuhalten. Dabei sind mikroskopische Effekte nicht immer makroskopisch 
nachweisbar bzw. aufgrund von Wechselwirkungen zwischen den Einflussgrößen, 
bspw. Wassergehalt und Sphärolithgröße, nicht in allen Fällen eindeutig abzugren-
zen.  
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2.2.3 Thermophysikalische Eigenschaften und thermische Degradation 
Darüber hinaus sind die thermophysikalischen Eigenschaften von großer Bedeutung 
für die Ausbildung der Fügezone. Die große Temperaturabhängigkeit der Materialei-
genschaften kann maßgeblichen Einfluss auf die entstehende Schmelzzone im Kunst-
stoff nehmen, weshalb relevante Werkstoffeigenschaften nachfolgend betrachtet wer-
den sollen.  
Beide Werkstoffe stehen an der Grenzfläche in Kontakt und werden durch den Füge-
prozess erwärmt. Aufgrund der Erwärmung kommt es zur thermischen Ausdehnung 
der Werkstoffe, wobei Metalle und Kunststoffe über unterschiedliche Ausdehnungs-
koeffizienten verfügen. Beispielsweise ist der Wärmeausdehnungskoeffizient im Tem-
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[BAS13a] deutlich höhere Werte aufweisen. Im Fügeprozess wird der Kunststoff ge-
schmolzen und dringt in die Oberflächenstrukturen des metallischen Fügepartners 
ein, weshalb nach der Abkühlung von einem Spannungszustand zwischen beiden 
Werkstoffen bzw. innerhalb der Grenzflächenschicht auszugehen ist, der auch einen 
Kraftschluss bedingen kann (siehe 2.1.6.1).  
Dabei erfordert das Schmelzen der Kunststoffe zur Ausbildung des Verbundes eine 
nähere Betrachtung der Materialeigenschaften. Die Glasübergangstemperatur Tg und 
der Phasenübergang fest-flüssig – dargestellt anhand der Peaktemperatur des 
Schmelzintervalls Tpm – sind bei teilkristallinen Kunststoffen charakteristisch für Ei-
genschaftsänderungen (siehe Abbildung 2-8a). Die temperaturabhängige Volumen-
zunahme ist dabei für Aufheizen und Abkühlen unter idealisierten Bedingungen rever-
sibel, allerdings treten in realen Anwendungsfällen auch irreversible Effekte auf, die 
eine bleibende Volumenzunahme verursachen. Werden beispielsweise die Makromo-
leküle eines Kunststoffbauteils im Herstellungsprozess stark orientiert und das Mate-
rial anschließend erneut geschmolzen, so kommt es zu einer Volumenzunahme auf-
grund der Neuorientierung der Kettensegmente [Dom71, Kur11, Pot04]. Ein weiterer 
Vorgang ist die Volumenabnahme aufgrund von Schwindung durch Sekundärkristal-
lisation (siehe 2.2.1).  
Neben dem spezifischen Volumen (Kehrwert der Dichte) unterliegen auch die Wär-
meleitfähigkeit und die spezifische Wärmekapazität einer weitreichenden Tempera-
turabhängigkeit. Eine Betrachtung der Wärmeleitungsgleichung zeigt, dass diese 
Größen über einen wesentlichen Einfluss auf die Ausbildung des Temperaturfeldes 
im Kunststoff und der daraus resultierenden Schmelzzone im Fügeprozess verfügen 
[Mar12]. Im Allgemeinen nehmen die Dichte und die Wärmeleitfähigkeit mit steigender 
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Temperatur ab, wohingegen die spezifische Wärmekapazität zunimmt [Kre09]. Auf-
grund des Phasenübergangs und der damit verbundenen Schmelzenthalpie teilkris-
talliner Kunststoffe kommt es in der spezifischen Wärmekapazität zur Ausbildung ei-
















































Abbildung 2-8 Qualitative Darstellung der Temperaturabhängigkeit ausgewählter Werkstoffei-
genschaften für teilkristalline Thermoplaste a) spezifisches Volumen, b) spezifi-
sche Wärmekapazität und c) Wärmeleitfähigkeit nach [Kre09] 
Neben der Ausbildung der Schmelzzone ist die Benetzung der Oberfläche bzw. die 
Füllung der Oberflächenstrukturen von Relevanz für den Fügeprozess. Nach [Age01] 
muss dafür auch die Viskosität des Kunststoffes betrachtet werden. Diese weist eine 
starke Abhängigkeit von Temperatur und Scherrate auf [Kre09], wobei aufgrund ge-
ringer Scherraten im thermischen Fügeprozess von einem vernachlässigbaren Ein-
fluss letzterer ausgegangen und die Eigenschaften des Newtonschen Bereiches an-
genommen werden können [Age01]. Mit steigenden Temperaturen im Fügeprozess 
nimmt die Viskosität für die Werkstoffe PA 6, PA 6.6 und PP dabei deutlich ab [Ski04], 
wodurch die Benetzung und Füllung von Oberflächenstrukturen unterstützt bzw. die 
Bewegung von Blasen innerhalb der Schmelzzone beeinflusst werden kann (siehe 
2.1.8). Beispielsweise zeigt PA 6 im Bereich von 230…280 °C eine Abnahme der Vis-
kosität im newtonschen Bereich um ca. 80 % [Lau79], wohingegen die Viskosität von 
PP im Bereich von 180 °C bis 240 °C um ca. 50 % abfällt [Ski04]. PA 6.6 erreicht 
dabei im Vergleich mit PA 6 und PP mit Abstand die niedrigste Viskosität (ca. 70 Pa∙s 
bei 320 °C) [Aut17].  
Mit steigender Temperatur ändern sich allerdings nicht nur die thermophysikalischen 
Werkstoffeigenschaften. In Abhängigkeit der Belastungszeit und -temperatur kann es 
auch zur thermischen Zersetzung des Kunststoffes, d. h. zu einer Spaltung chemi-
scher Bindungen in den Makromolekülen, kommen [Ehr07, Hep02, Moi59]. Der Bin-
dungsbruch wird auf die steigende Belastung durch ein zunehmendes Schwingen der 
Atome unter erhöhten Temperaturen zurückgeführt und tritt in Abhängigkeit der Ket-
tenlänge sowie Position in der Kette vorrangig bei schwachen Bindungen innerhalb 
der Hauptkette auf [Ehr07, Hep02, Ngu94]. Deshalb zeigen Kunststoffe eine zuneh-
mende Zersetzung für steigende Temperaturen bzw. länger anhaltende Zeitdauern 
[Cha97, Dav62, Maz13, Moi59]. Da im thermischen Fügeprozess keine inerte und 
trockene Atmosphäre sichergestellt werden kann, ist in Abhängigkeit des Werkstoffes 
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von einer Überlagerung mit oxidativer und hydrolytischer Degradation auszugehen 
[Ehr07]. Der Einfluss der Schergeschwindigkeit auf den Materialabbau, wie bspw. von 
[Lit12] für PP dargestellt, wird aufgrund der geringen Größenordnung im untersuchten 
Fügeprozess vernachlässigt.  
Für Polyamide sowie für Polypropylen nimmt die Zersetzungstemperatur dabei unter 
der Anwesenheit von Sauerstoff in der Umgebungsatmosphäre ab und wird durch 
eine steigende Heizrate erhöht [Abo10, Bey02, Li06]. Beispielsweise beginnt die Zer-
setzung von PA 6.6 unter Sauerstoffatmosphäre bei ca. 342 °C und unter Stickstoff-
atmosphäre bei ca. 422 °C [Bey02]. Typische Zersetzungsprodukte bei Polyamiden 
sind CO2 und Wasserdampf, mit steigenden Temperaturen treten allerdings auch wei-
tere Zersetzungsprodukte wie Kohlenmonoxid oder Benzol auf [Bey02]. Bei der Zer-
setzung von Polypropylen entstehen demgegenüber vorrangig Ketone [Bey02]. Diese 
gasförmigen Zersetzungsprodukte sind gemeinsam mit verdampfendem Wasser der 
Ausgangspunkt zur Blasenbildung innerhalb der Schmelzzone (siehe 2.1.8). Eine Er-
mittlung der Zersetzungstemperatur kann auf Basis von Thermogravimetrie (TGA) 
durchgeführt werden [Ehr04].  
2.2.4 Beeinflussung der Morphologie durch Fertigungsverfahren  
Die Fügezone im thermischen Fügen von Kunststoff-Metall-Hybridverbunden wird im 
Wesentlichen durch das Temperaturfeld innerhalb der Fügepartner beeinflusst (siehe 
2.1.5). Im laserbasierten Wärmeleitungsfügen ist auf Seiten des metallischen Füge-
partners dabei keine wesentliche Veränderung jenseits einer Wärmebehandlung zu 
erwarten. Demgegenüber tritt im Kunststoff eine Schmelzzone auf (siehe 2.1.5), die 
entlang der Grenzfläche einen Verbund zwischen beiden Werkstoffen ermöglicht. Der 
Kunststoff kann dabei durch das Schmelzen und Erstarren weitreichende Verände-
rungen hinsichtlich seiner Morphologie und den daraus resultierenden Eigenschaften 
erfahren. Gleichzeitig tritt bei Hybridverbunden von Metallen mit unverstärkten Kunst-
stoffen häufig ein kohäsives Versagen im Kunststoff auf (siehe 2.1.7). Eine detaillierte 
Betrachtung der Vorgänge hinsichtlich der Morphologie des Kunststoffes sowie dem 
daraus resultierendem Versagensverhalten ist für Hybridverbunde im Stand der Tech-
nik noch nicht gegeben. Allerdings liegen aus dem Bereich des Urformens und der 
Fügetechnik von Kunststoffen zahlreiche Untersuchungen vor, die entsprechenden 
Einflüsse sowie Wechselwirkungen zwischen morphologischen und mechanischen 
Eigenschaften belegen.  
Die Bewertung der Morphologie hängt grundsätzlich von der zu beschreibenden 
Kenngröße ab, weshalb beispielhaft der Kristallisationsgrad, die Kristallmodifikation 
und die Größe der Überstrukturen genannt sein. Die ortsaufgelöste und quantitative 
Bestimmung des Kristallisationsgrades wurde u. a. mittels DSC-Analysen [Hin03], Inf-
rarot-Mikroskopie [Gho09, Sch14a] und Röntgendiffraktometrie [Gal15] durchgeführt. 
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Die zugrundeliegenden Kristallmodifikationen können u. a. mittels optischen Analyse-
methoden [Sch14a] oder ebenfalls Röntgendiffraktometrie (siehe 2.2.1) erfasst wer-
den, wobei qualitative sowie quantitative Aussagen möglich sind. Demgegenüber er-
folgt die Betrachtung der Überstrukturgröße meistens qualitativ, d. h. die Größenver-
hältnisse oder Deformationen werden innerhalb eines Bauteils bzw. mit dem Aus-
gangsmaterial verglichen [Dru15, Geh93, Lur08, Sto03]. Ansätze zur quantitativen 
Beschreibung der Sphärolithgrößen mittels Bildverarbeitung liegen im Stand der 
Technik vor [Mic01], haben allerdings noch keine weitreichende Anwendung gefun-
den.  
Fertigungstechnische Prozesse beeinflussen diese und weitere morphologische Ei-
genschaften (u. a. Kristallorientierung, Kristallitgröße) der Kunststoffe aufgrund der 
wirksamen Belastungen, bspw. durch thermische oder thermisch-mechanische Ein-
flüsse. Der Einfluss von Urformprozessen kann am Beispiel des Spritzgießens darge-
stellt werden, wenn aufgrund steigender Werkzeugwandtemperaturen ein langsame-
res Abkühlen der Schmelze erreicht wird und damit amorphe Randschichten in ihrer 
Dicke reduziert sowie größere Sphärolithstrukturen eingestellt werden können [Dru15, 
Ngu11]. Andererseits wird damit auch der Kristallisationsgrad erhöht [Dru15], was in 
Extrusionsprozessen über die Walzentemperierung eingestellt werden kann [Bei10]. 
Gleichzeitig beeinflusst das Abkühlverhalten auch die resultierende Kristallmodifika-
tion, die sich von der Randschicht bis in das Kernmaterial hinein verändern kann 
[Sha10, Xie05]. Darüber hinaus können die thermischen und mechanischen Belas-
tungen auch eine Verstreckung bzw. Orientierung der Molekülketten im Kunststoff-
bauteil verursachen, was außerhalb von Folienwerkstoffen vorrangig in Randzonen 
stattfindet [Ngu11, Sch04, Sue88].  
Die Folgeverfahren in der weiteren Bearbeitung der Kunststoffbauteile üben ebenfalls 
einen Einfluss auf die morphologischen Eigenschaften aus, wobei insbesondere der 
Einfluss der thermischen Fügeverfahren im Kontext der Arbeit betrachtet werden soll. 
Der Leistungseintrag durch den Fügeprozess bildet dabei ein Temperaturfeld im 
Kunststoff aus. Für das Laserstrahlschweißen ist die Ausbildung einer Schmelzzone 
beschrieben, deren Dicke mit steigender Streckenenergie nahezu linear zunimmt 
[Woh12]. In Abhängigkeit des Temperaturfeldes kann es zur Zersetzung des Kunst-
stoffes, einem vollständigen Schmelzen, einem teilweisen Schmelzen oder einer Wär-
mebehandlung des angrenzenden festen Grundwerkstoffes kommen [Gho09]. Die 
gewählten Prozessparameter können die morphologischen Eigenschaften dabei ge-
zielt beeinflussen, was [Gho09] für eine zunehmende Laserstrahlleistung und den da-
raus resultierenden Steigerungen in Sphärolithgröße und Kristallisationsgrad nach-
weist und auf eine reduzierte Abkühlgeschwindigkeit zurückführt. Innerhalb der 
Schmelzzone können diese Vorgänge auch die durch den Urformprozess eingestell-
ten Eigenschaften nivellieren. Exemplarisch sei die Neuorientierung von verstreckten 
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Molekülketten genannt, die gleichzeitig mit einer Volumenzunahme einhergeht und 
bspw. bei Folienwerkstoffen bis zu Faktor 3 beträgt [Dom71, Kur11, Pot04].  
Die Ausbildung unterschiedlicher Zonen unterliegt dabei nicht nur thermischen, son-
dern auch mechanischen Einflussgrößen, verursacht durch die Zuführung eines Zu-
satzwerkstoffes oder hohen Prozesskräften. Für das Heizelement- [Sto03], das Vib-
rations- [Sch89, Sto03, Var08], das Warmgas- [Bal08, Bal08a], das Extrusions- 
[Geh93] und das Rührreibschweißen [Kis12] konnte dabei auch das Auftreten von 
deformierten bzw. verzerrten Überstrukturen festgestellt werden. Diese treten einer-
seits im Übergang zum Grundwerkstoff in partiell geschmolzenem Material auf, d. h. 
die Überstrukturen sind nicht vollständig aufgelöst, und erfahren aufgrund der pro-
zessbedingten Schmelzebewegung eine Umformung bzw. Orientierung [Geh93, 
Var92, Var08]. Andererseits kann bei hohen mechanischen Spannungen auch eine 
orientierte Kristallisation Einfluss auf die verzerrt erscheinenden Überstrukturen neh-
men [Kis12, Var92]. Das verdeutlicht die unterschiedlichen Einflüsse und Wechsel-
wirkungen der thermisch-mechanischen Beeinflussung der Vorgänge.  
Dabei treten unterschiedlichste Strukturbereiche innerhalb eines Werkstückes auf.  
Dies wird beispielhaft in Abbildung 2-9 für eine Extrusionsschweißnaht nach [Geh93] 
dargestellt. Der Zusatzwerkstoff (1) in der Nahtmitte weist eine grobe Sphärolithstruk-
tur auf, die aufgrund der schnelleren Erstarrung im Randbereich in Richtung Grund-
werkstoff feinsphärolithischer wird. In der Fügeebene, d. h. am Übergang von Zusatz- 
und Grundwerkstoff, bildet sich eine transkristalline Front (2) mit stark richtungsorien-
tiertem Wachstum aus, die in eine vollständig geschmolzene Schicht des Grundwerk-
stoffes übergeht (3). Diese besteht überwiegend aus mittelgroßen Sphärolithen, de-
ren Größe innerhalb der Zone allerdings variiert und von den jeweiligen Erstarrungs-
bedingungen abhängt. Daran schließt sich ein partiell geschmolzener Bereich an, in 







3: Zone mittlerer Sphärolithe
4: Zone deformierter Sphärolithe
5: Grundwerkstoff
 
Abbildung 2-9 Ausbildung verschiedener Zonen am Beispiel einer Extrusionsschweißnaht 
nach [Geh93] 
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Derartige Veränderungen in der Morphologie können auch Einfluss auf das mechani-
sche Verhalten der Bauteilstruktur nehmen. Am dargestellten Beispiel des Extrusions-
schweißens von Polypropylen stellt [Geh93] einen positiven Einfluss von steigenden 
Schichtbreiten zwischen Fügeebene und Grundwerkstoff auf den erreichbaren Biege-
winkel fest [Geh93]. Bei kleinen Schichtbreiten kommt es zu einer hohen Scherung 
der Schmelze und daraus folgend zu einer großen Deformation der Sphärolithe, die 
als Ursache für verringerte mechanische Eigenschaften angesehen wird [Geh93]. 
Vergleichbare Betrachtungen liegen zum Heizelementschweißen vor, wobei ebenfalls 
unterschiedliche Strukturbereiche identifiziert und ein Einfluss auf das Versagensver-
halten von stark deformierten bzw. verstreckten Sphärolithen festgestellt werden 
konnte [Ege85, Mic99, Pot04].  
Der Einfluss der Überstrukturen kann dabei nicht immer strikt von weiteren Größen 
getrennt betrachtet werden. Im Spritzguss wird eine kleinere Sphärolithgröße als vor-
teilhaft hinsichtlich einer Steigerung der Streckspannung gesehen [Moo83, Sta59], 
allerdings wird einem gleichzeitig steigenden Kristallisationsgrad ein stärkerer Ein-
fluss als der Sphärolithgrößenverteilung auf die mechanischen Eigenschaften zuge-
messen [Dru15]. An anderer Stelle ist der Einfluss der Morphologie auf die mechani-
schen Eigenschaften noch nicht abschließend geklärt. Einerseits wird ein positiver 
Effekt von transkristallinen Fronten beschrieben [Qiu07], andererseits wird zwar ein 
Einfluss der Schichtstruktur festgestellt, aber dieser kann aufgrund der komplexen 
Strukturbereiche nicht präzise eingegrenzt werden [Sch89, Var08].  
Ein grundsätzlicher Einfluss der Morphologie auf das Versagensverhalten kann dabei 
festgehalten werden, auch wenn eine detaillierte Gewichtung der Effekte wie Kristal-
lisationsgrad, Sphärolithgröße und Strukturarten noch nicht abschließend gegeben 
ist.  
2.3 Zusammenfassung des Standes der Technik 
Aus dem Stand der Technik kann zusammenfassend Folgendes festgehalten werden:  
- Gegenwärtige Modellierungsansätze vernachlässigen wesentliche Vorgänge, 
bspw. den Phasenübergang fest-flüssig des Kunststoffes, zur Beschreibung der 
Temperaturverteilung und dem daraus resultierenden Werkstoffverhalten in Kunst-
stoff und Metall.  
- Eine umfassende Beschreibung der Fügezone hinsichtlich ihrer Entstehung und 
Geometrie in Abhängigkeit werkstoffspezifischer Temperaturbereiche sowie Pro-
zessgrößen ist nicht gegeben. Vielmehr ist der Einfluss der Fügezone auf die re-
sultierenden Verbundeigenschaften unbekannt.  
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- Die Oberflächentopographie und -morphologie sind von entscheidender Bedeu-
tung für die Ausbildung einer leistungsfähigen Verbindung von Kunststoff und Me-
tall, weshalb deren gezielte Einstellung durch zahlreiche Untersuchungen weitrei-
chend beschrieben ist.  
- Das mechanische Verbundverhalten orientiert sich im gegenwärtigen Stand der 
Technik vorrangig an erreichbaren Festigkeiten in Verbindung mit angepassten 
Oberflächenvorbehandlungen. Zwar wird der Bruch im Kunststoff beobachtet, al-
lerdings liegen keine detaillierten Betrachtungen zur gezielten Einstellung des Ver-
sagensverhaltens und den zugrundeliegenden Mechanismen vor, insbesondere 
die Wechselwirkungen zwischen Prozessführung, Werkstoffeigenschaften und 
Bruchbild sind nicht beschrieben.  
- Innerhalb der Fügezone stellen Blasen die wesentliche Nahtimperfektion dar, die 
aufgrund von thermischer Degradation oder flüchtigen Stoffen, bspw. gelöstem 
Wasser, während des Prozesses gebildet werden. Das Verhalten der Blasen wäh-
rend des Prozesses und ihre Auswirkung auf die Fügezone sind ungeklärt bzw. 
unzureichend beschrieben.  
- Der Einfluss des thermischen Fügeprozesses und seiner Prozessgrößen auf den 
Kunststoff und die Ausbildung von Überstrukturen, Kristallmodifikationen sowie Pri-
mär- und Sekundärkristallisation ist gegenwärtig nicht erfasst.  
- Die mechanischen Eigenschaften von Kunststoffen unterliegen einer Vielzahl von 
Einflussfaktoren, wobei mikroskopische Effekte nur bedingt am komplexen Bauteil 
nachweisbar bzw. aufgrund von Wechselwirkungen zwischen den Einflussgrößen, 
bspw. Wassergehalt und Sphärolithgröße, nicht durchgängig abzugrenzen bzw. zu 
gewichten sind. Ein grundsätzlicher Einfluss der Morphologie auf das Versagens-
verhalten von Kunststoffen kann allerdings festgehalten werden.  
- Das Versagensverhalten in Abhängigkeit der Anordnung, der Werkstoffe und der 
Prozessgrößen ist nach dem gegenwärtigen Stand der Technik nicht beschrieben. 
  
3 Zielstellung  
Das thermische Fügen adressiert Anwendungen in der industriellen Fertigung von 
Großserienprodukten wie der Fahrzeug- und der Hausgerätetechnik, die spezifische 
Anforderungen an Fügegeometrie und Werkstoffkombinationen aufweisen. Aus Sicht 
der seriengerechten Gestaltung der Fügestelle ist eine unkomplizierte konstruktive 
Umsetzung, eine kostengünstige Nahtvorbereitung sowie ein sicherer Ausgleich her-
stellungsbedingter Fügetoleranzen wesentlich und kann durch den Einsatz eines 
Überlappstoßes erreicht werden [Ber03, Neu02, Rad94, Gei95]. Auf Seiten der Werk-
stoffe sind die jeweils geforderten Eigenschaftsprofile von zentraler Bedeutung. Je 
nach Anwendungsfall werden als Metalle dabei überwiegend Aluminiumlegierungen 
oder Stähle eingesetzt, während auf Seiten der thermoplastischen Kunststoffe teilkris-
talline Werkstoffe im Fokus stehen. Diese verfügen aufgrund der erreichbaren Festig-
keit und Zähigkeit sowie ihrer Warmform- und Chemikalienbeständigkeit über wesent-
liche Vorteile für den Einsatz in den adressierten Anwendungsgebieten [Ehr07, 
Sch03].  
Ein industrieller Einsatz des thermischen Fügens von thermoplastischen Kunststoffen 
mit Metallen setzt jedoch eine fundierte Kenntnis über die entstehende Fügezone und 
die vorliegenden Abhängigkeiten von Werkstoff und Prozessgrößen voraus. Die Ge-
ometrie der Fügezone und die Verknüpfung mit werkstoffspezifischen Temperaturbe-
reichen, die Veränderung der Materialeigenschaften, der Einfluss von Nahtimperfek-
tionen und die daraus resultierenden mechanischen Eigenschaften sind allerdings 
nicht systematisch beschrieben.  
Das Ziel der Arbeit ist deshalb die grundlegende Charakterisierung der Fügezone la-
serbasiert gefügter Hybridverbunde aus teilkristallinen thermoplastischen Kunststof-
fen mit Metallen am Überlappstoß, die Beschreibung der Interaktion zwischen Füge-
prozess und Werkstoffen und die daraus resultierenden Effekte auf die Verbundei-
genschaften. Dabei stehen die folgenden Aspekte im Mittelpunkt der Arbeit:  
- Definition der Fügezone durch ein charakteristisches Temperaturfeld auf Basis 
werkstoffspezifischer Isothermen und Validierung dieser Modellvorstellung. 
- Systematische Untersuchungen hinsichtlich Geometrie und Eigenschaften der Fü-
gezone anhand idealisierter Punktverbindungen zur Ermittlung der Interaktion zwi-
schen Fügeprozess und Werkstoffen. 
- Beschreibung des Einflusses von maßgeblichen Prozessgrößen und Werkstoffei-
genschaften auf den Verbund. 
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- Untersuchung der dynamischen Vorgänge innerhalb der Fügezone mittels Hoch-
geschwindigkeitsaufnahmen auf Basis eines neuartigen Halbschnittversuchsstan-
des. Ermittlung relevanter Einflussgrößen auf die Verbundausbildung sowie auf die 
Entstehung und das Verhalten von Nahtimperfektionen. 
- Untersuchungen zur Verbundentstehung hinsichtlich Benetzung und Strukturfül-
lung zur Ableitung erforderlicher Fügezeiten bzw. einer angepassten Temperatur-
führung. 
- Referenzieren der grundlegenden Erkenntnisse anhand von Linienverbindungen 
im Überlappstoß sowie Beschreibung der resultierenden Fügezone und ihren Ei-
genschaften in Abhängigkeit der Streckenenergie. 
- Bestimmung des Einflusses der Prozessführung und den daraus resultierenden 
werkstofflichen Veränderungen auf die mechanischen Eigenschaften in Kurzzeit- 
und Ermüdungsprüfung für ein anwendungsorientiertes und damit kohäsives Ver-




4 Methodisches Vorgehen und experimentelle 
Durchführung  
4.1 Versuchsaufbau  
4.1.1 Laserstrahlquelle und Strahlform  
Für die experimentellen Untersuchungen wird ein Diodenlaser der Fa. Laserline, Mo-
dell LDM 3000, mit einer Laserstrahlleistung PL ([PL] = W) von maximal 3.000 W und 
einer mittleren Wellenlänge von 980 nm eingesetzt. Auf Basis der eingesetzten Kon-
figuration kann ein Fokusdurchmesser dL ([dL] = mm) von 5,3 mm abgebildet werden. 
Die Abweichung des Fokusdurchmessers durch den Einstrahlwinkel von 15° auf das 
Werkstück im Versuchsaufbau (siehe 4.1.2) wird aufgrund der geringen Größenord-
nung vernachlässigt. Die im Rahmen der experimentellen Untersuchungen einge-
setzte Strahlabmessung sowie die zugehörige Intensitätsverteilung sind in Tabelle 4-1 
dargestellt (ermittelt durch Primes FocusMonitor 120-HP). Die Intensitätsverteilung 
entspricht dabei nahezu einem TopHat-Profil mit konstanter Intensität über dem Fo-
kusdurchmesser.  
Tabelle 4-1  Geometrie und Abmessungen des eingesetzten Laserstrahlfokus  
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4.1.2 Spannvorrichtung und Handhabungssystem  
Die experimentellen Untersuchungen werden an einem drei-Achs-Systems (LLT 
Ilmenau) durchgeführt. Abbildung 4-1a zeigt den experimentellen Aufbau aus Spann-
mittel (x-y-Achse) und Bearbeitungsoptik des Diodenlasers (z-Achse) für das Wärme-
leitungsfügen.  
Die Spannvorrichtung ist schematisch in Abbildung 4-1b dargestellt. Integrierte Kraft-
messdosen (Lorenz Messtechnik) zur Ermittlung der Kraft Fspann erlauben das defi-
nierte Spannen der Fügepartner, einen Rückschluss auf den wirksamen Fügedruck 
im Überlapp sowie die zeitabhängige Aufzeichnung des Kraftverlaufes (Aufzeich-
nungsrate: 100 Hz). Zur Einstellung reproduzierbarer Versuchsbedingungen sind die 
Spannelemente luftgekühlt und gegenüber den Versuchswerkstoffen gedämmt, um 
den Verlustwärmestrom in die Spannelemente zu begrenzen und vergleichbare Be-
dingungen zu schaffen. In Richtung der Auflage wirkt der thermoplastische Fügepart-
ner als Dämmmaterial. Die Überlappbreite ü ([ü] = mm) ist durch justierbare An-




















Abbildung 4-1  Experimenteller Aufbau (a) und schematische Darstellung (b) der Spannvor-
richtung 
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4.1.3 Halbschnittversuchsstand 
Für die Untersuchung der Fügezone hinsichtlich Blasenbildung, Strömungen und 
Schmelzen/Erstarren wird ein Halbschnittverfahren an Punktverbindungen als Modell-
versuch eingesetzt. Abbildung 4-2 zeigt den schematischen (a) und experimentellen 
Aufbau (b) des Versuchsstandes, der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen der genann-






























Abbildung 4-2 Halbschnittversuchsstand als schematische Darstellung (a) und im experimen-
tellen Aufbau (b) sowie Positionen der Hochgeschwindigkeitsaufnahmen in der 
Fügezone (c) 
Der Versuchsstand bildet das Wärmeleitungsfügen ab, d. h. der Leistungseintrag 
durch den Laserstrahl erfolgt über das Metall als oberen Fügepartner. Zur Reduzie-
rung des Wärmestaus wird das Metallblech entsprechend Kapitel 0 ausgeführt (Alu-
minium: 100 x 75 x 1,5 mm³, Stahl: 100 x 75 x 1,0 mm³) und lediglich der thermoplas-
tische Fügepartner in seiner Länge halbiert (50 x 75 5 mm³). Eine Glasscheibe 
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(76 x 26 x 1 mm³) wird von unten gegen das Metallblech gepresst (Federkraft FGl) und 
ermöglicht die Aufzeichnung der Vorgänge innerhalb der Fügezone. Darüber hinaus 
fungiert diese als Anschlag für den thermoplastischen Fügepartner, der durch eine 
Federkraft FKu gegen die Glasscheibe gepresst und dessen Seitenfläche in der Ver-
suchsvorbereitung geschliffen wird, um Aufnahmen in der Fokusebene der Hochge-
schwindigkeitskamera zu gewährleisten. Zur Sicherstellung eines hinreichenden Wär-
meübergangs werden beide Werkstoffe über ein Spannelement und Pneumatikzylin-
der (Kraft F) gespannt.  
Die Hochgeschwindigkeitsaufnahmen werden an vier Positionen durchgeführt, um 
Blasenbildung, Erstarrung und Strömungen umfassend beschreiben zu können (siehe 
Abbildung 4-2c). Der systematische Messfehler durch den Aufnahmewinkel (≤ 15°) 
wird aufgrund seiner rechnerisch bestimmten Größenordnung von ca. 3 % vernach-
lässigt. Die Hochgeschwindigkeitstechnik sowie Beleuchtung sind unter 4.3.8 erläu-
tert.  
Der Einfluss des Versuchsstandes durch die eingebrachte Glasscheibe, die reduzierte 
Probenröße und die veränderte Spannsituation wird anhand der Dicke, der Geometrie 
sowie der Morphologie der Schmelzzone ermittelt und mit Punktverbindungen vergli-
chen (siehe 5.1.6).  
4.1.4 Werkstoffe  
Für die Verallgemeinerung der Ergebnisse wurden drei Kunststoffe sowie zwei Me-
talle mit unterschiedlichen Eigenschaftsprofilen eingesetzt. Auf Seiten der teilkristalli-
nen Kunststoffe kommen Polypropylen (PP), Polyamid 6 (PA 6) sowie Polyamid 6.6 
(PA 6.6) ohne ausgewiesene Zuschlagstoffe zum Einsatz (siehe Tabelle 4-2). Der 
Werkstoff PP verfügt über ein breites Schmelzintervall bei vergleichsweise niedrigen 
Temperaturen und neigt zu keiner nennenswerten Wasseraufnahme aus der Umge-
bungsatmosphäre. Demgegenüber verfügen PA 6 und PA 6.6 über einen stark pola-
ren Charakter und bilden Wasserstoffbrückenbindungen aus. Beide Polyamide nei-
gen zur Wasseraufnahme, was die Blasenbildung gegenüber PP verstärken kann. Zur 
Separierung der wasser- und zersetzungsbedingten Blasenbildung wird vereinzelt 
eine Trocknung in einer Hochvakuumkammer (Pfeiffer Vacuum TrinosLine) einge-
setzt. Darüber hinaus steigen die Temperaturen des Schmelzintervalls von PP über 
PA 6 bis PA 6.6 an, um den Einfluss unterschiedlicher Schmelzintervalle auf die re-
sultierende Fügezone betrachten zu können.  
Eine Charakterisierung der Werkstoffe erfolgt mittels DSC- und TGA-Analysen (siehe 
4.3.5 und 4.3.6). Im Rahmen der numerischen Simulation erlaubt die Werkstoffaus-
wahl auch eine Ermittlung des Einflusses unterschiedlicher thermisch-physikalischer 
Eigenschaften bzw. deren Verallgemeinerung durch charakteristische Temperaturbe-
reiche. Die in Tabelle 4-2 angegebenen Materialeigenschaften stellen gleichzeitig den 
4 Methodisches Vorgehen und experimentelle Durchführung  53 
 
Ausgangspunkt für die analytische Vergleichsrechnung (siehe 4.2.6) dar. Für eine 
Sensitivitätsanalyse der jeweiligen Prozess- und Werkstoffeinflussgrößen wird dar-
über hinaus ein Modellwerkstoff eingesetzt, dessen Eigenschaften unter 4.2.5 darge-
stellt sind.  




Einheit PA 6 PA 6.6 PP 
Schmelzintervall1 - °C 191…236 235…270 126…178 
Dichte2 ρ kg∙m-3 1130 1140 910 
spez. Wärmekapazität2 cp J∙(kg∙K)-1 1700 1670 2090 
Wärmeleitfähigkeit2 λ W∙(m∙K)-1 0,31-0,33 0,23-0,33 0,17-0,25 
Wasseraufnahme2 - Gew.-% 9-10/2,6-3,4 8-9/2,5-3,1 0,02/0,01 
Streckspannung2 - MPa 85 85 35 
 
 




Einheit 1.4301 EN AW 6082 T6 
Werkstoffbezeichnung 
(Kurzzeichen nach  
[DIN13, DIN14]) 
- - X5CrNi18-10 
EN AW-
AlSi1MgMn 
Schmelzintervall - °C 1400…1455 585…650 
Dichte2 ρ kg∙m-3 7900 2700 





Zugfestigkeit2 - MPa 500-700 275-300 
 
                                              
1 Ermittlung mittels thermischer Analyse (siehe 4.3.5).  
2 Die angegebenen Werte wurden ggf. mittels linearer Interpolation von temperaturabhängigen Werkstoffda-
ten berechnet. Die Wasseraufnahme ist bei 23 °C für Sättigung in Wasser/Sättigung bei Normklima 50 % r.F. 
angegeben. Alle weiteren Daten entsprechen den Literaturwerten bei 20 °C. Die dargestellten Wertebereiche 
beruhen auf abweichenden Literaturangaben.  
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Auf Seiten der metallischen Werkstoffe kommt der Stahl 1.4301 sowie die Aluminium-
legierung EN AW 6082 (Ausgangszustand: T6) zum Einsatz (siehe Tabelle 4-3). Die 
Materialien verfügen über ein stark differierendes Eigenschaftsprofil hinsichtlich ihrer 
thermischen Eigenschaften, woraus ein entsprechender Einfluss auf die Ausbildung 
der Fügezone im Wärmeleitungsfügen abgeleitet werden kann. Beide Werkstoffe ver-
fügen über eine oxidische Deckschicht, die in Kombination mit den Polyamiden einen 
stoffschlüssigen Verbund begünstigen kann (siehe 2.1.6).  
4.1.5 Modellhafte Untersuchungen an Punktverbindungen  
Für modellhafte Untersuchungen der Fügezone werden Punktverbindungen herange-
zogen, die näherungsweise rotationssymmetrische Bedingungen im Versuch ermög-
lichen. Ausgangspunkt dafür ist die Vermeidung des Wärmestaus in Kunststoff sowie 
Metall unter Verwendung eines vollständigen Überlapps im Wärmeleitungsfügen.  
Darüber hinaus wird die Materialstärke des Kunststoffes so gewählt, dass die Ausbil-
dung der Fügezone als oberflächennah im Sinne des halbunendlichen Körpers (HUK) 




 mit Temperaturleitfähigkeit a, [a] = m²s
-1
; Zeit t, [t] = s; charakteristischer 
Länge L, [L] = m) sein muss [Gri64, Mar12]. Abbildung 4-3 stellt den Zusammenhang 
zur Anwendbarkeit der gewählten Modellvorstellung in Abhängigkeit der Material-
stärke für Fügezeiten bis 30 s am Werkstoff PA 6.6 dar. Der Kunststoff liegt als Platte 
vor, weshalb die charakteristische Länge L in der Fourier-Zahl der Materialstärke des 
Kunststoffes tK entspricht [Gri64]. Die Materialstärke des Kunststoffes wird auf 5 mm 
festgelegt und die Fügezeiten auf maximal 10 s beschränkt, um die Modellannahmen 
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Abbildung 4-3 Fourier-Zahl in Abhängigkeit der Materialstärke am Beispiel PA 6.6 
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Durch die modellhaften Bedingungen kann die Fügezone einerseits hinsichtlich ihrer 
Bereiche (bspw. Schmelzzone), der auftretenden Effekte (bspw. Blasenbildung, Strö-
mungen, Morphologie) sowie der Sensitivität von Prozessgrößen und Werkstoffeigen-
schaften allgemeingültig beschrieben werden. Andererseits kann die numerische Si-
mulation vereinfachend als zweidimensionales, rotationssymmetrisches Modell auf-
gebaut und deren Ergebnisse mittels vereinfachter Vergleichsrechnung am halbun-
endlichen Körper nachvollzogen werden.  
Die Versuche am vollständigen Überlapp werden entsprechend an unterschiedlichen 
Werkstoffen (siehe 4.1.4) bzw. Werkstoffkombinationen durchgeführt. Zur Beschrei-
bung der zeitlichen und geometrischen Ausbildung der Fügezone wird der Einfluss 
konstanter Laserstrahlleistung über Fügezeiten von 1…10 s betrachtet. Die Fügege-
ometrie ist zusammen mit den verwendeten Parametern und Werkstoffen in Tabelle 
4-4 dargestellt. Eine weitergehende Betrachtung der Scherzugfestigkeit in Abhängig-
keit des Temperaturfeldes bzw. der Füllung der Oberflächenstrukturierung erfolgt an-
hand von PP-EN AW 6082-Verbunden auf Basis derselben Probengeometrie.  




Einheit EN AW 6082 1.4301 
Fügezeit tL s 1…10 1…10 
Laserstrahlleistung PL W 1000 100, 150 
thermoplastische  
Werkstoffe 
- - PA 6, PA 6.6, PP PA 6, PA 6.6, PP 
Materialstärke Metall tM mm 1,5 1,0 
Materialstärke Kunststoff tK mm 5 5 
Probenlänge x Proben-
breite 
- mm2 100 x 75 100 x 75 
Überlapp - 1 100 % 100 % 
 
4.1.6 Probengeometrie Linienverbindungen  
Ausgehend von den Grundlagenuntersuchungen an Punktverbindungen und dem da-
raus entwickelten Verständnis der Vorgänge innerhalb der Fügezone werden Linien-
verbindungen im Überlappstoß hergestellt und die Erkenntnisse referenziert. Weiter-
führende Untersuchungen ermöglichen die Ermittlung der verschiedenen Einflussgrö-
ßen auf die mechanischen Verbundeigenschaften in Hinblick auf das kohäsive Ver-
sagensverhalten, das in vielen Anwendungen für die Verbundauslegung (siehe 2.1.7) 
gefordert wird.  
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Die Probengeometrie des Überlappstoßes ist in Abbildung 4-4 dargestellt. Die Länge 
des Verbundes beträgt 300 mm, die Überlappbreite wird auf ü = 16 mm (siehe Abbil-
dung 4-1b) festgelegt. Diese orientiert sich an Anwendungen in der Fahrzeug- sowie 
der Hausgerätetechnik.  
Der Laserstrahl wird in der Mitte des Überlapps mit einem Abstand von 20 mm zum 
Blechrand an Nahtanfang und -ende positioniert und verfährt mit einer definierten Fü-
gegeschwindigkeit vs ([vs] = mm∙s
-1
) im Konturverfahren von Anfangs- zu Endposition. 
Die Fokuslage befindet sich auf der Metalloberfläche und der Fügeprozess wird, wie 
in den Untersuchungen an Punktverbindungen, im Wärmeleitungsfügen durchgeführt. 
Die Ermittlung des Zeit-Temperatur-Regimes im Prozess wird anhand von Tempera-
turmessungen mittels Thermoelementen (siehe 4.3.7) in der Grenzfläche in der Mitte 















































Abbildung 4-4 Schematische Darstellung der Fügegeometrie von Linienverbindungen  
Für die Verbundcharakterisierung werden der Fügezone Proben an definierten Posi-
tionen entnommen (siehe Abbildung 4-4). Diese entstammen dabei aus dem mittleren 
Bereich des Linienverbundes, um einen Einfluss der Randbereiche, bspw. aufgrund 
eines Wärmestaus, auf das Prüfergebnis zu vermeiden. Die Entnahme der DSC-Pro-
ben erfordert dabei eine Trennung von Kunststoff und Metall ohne eine nachgelagerte 
Beeinflussung der Werkstoffe durch den Trennprozess. Die dafür vorgesehenen Pro-
ben werden unter Einsatz einer Wechselwirkungsbarriere (Graphitschicht, Flächen-
gewicht: ca. 5 g∙m
-2
) zur Unterbindung des Stoffschlusses und ohne Oberflächen-
strukturierung des Metalls gefügt, um eine nachgelagerte Beeinflussung der Werk-
stoffe durch die Probenentnahme zu vermeiden. Gleichzeitig wird die thermische His-
torie durch den Fügeprozess im Bauteil vollständig abgebildet, um die Eigenschaften 
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des Kunststoffes charakterisieren zu können. Diese weitergehenden Prüfungen und 
Charakterisierungsmethoden werden unter 4.3 dargestellt.  
Die eingesetzten Werkstoffe sowie der Parameterraum des Versuchsplan sind in Ta-
belle 4-5 zusammengefasst. Im Rahmen der Untersuchungen kommen die Kunst-
stoffe PA 6, PA 6.6 und PP (siehe 4.1.4) mit einer Materialstärke von 5 mm sowie 
1,5 mm zum Einsatz. Das ermöglicht einerseits einen Vergleich mit den Untersuchun-
gen an Punktverbindungen und andererseits den Einfluss anwendungsrelevanter Ma-
terialstärken bewerten zu können. Auf Seiten des metallischen Werkstoffes erfolgen 
die Untersuchungen anhand von Aluminium EN AW 6082.  





Streckenenergie E kJ∙m-1 100…500 
Fügegeschwindigkeit vs mm∙s-1 1…10 
Laserstrahlleistung PL W 1000 W 
thermoplastische Werkstoffe - - PA 6, PA 6.6, PP 
metallische Werkstoffe - - EN AW 6082 
Materialstärke Metall tM mm 1,5 
Materialstärke Kunststoff tK mm 1,5; 5 
 
Der Parameterraum des Versuchsplanes wurde in Vorversuchen eingegrenzt. Für die 
Verallgemeinerung der Ergebnisse wird die Streckenergie E ([E] = kJ∙m
-1
) in Anleh-
nung an [DIN08] herangezogen (siehe Formel 4-1), die für den betrachteten Fall von 
der Laserstrahlleistung PL sowie der Fügegeschwindigkeit vs ([vs] = mm∙s
-1





Formel 4-1  Streckenenergie in der Lasermaterialbearbeitung in Anlehnung an [DIN08]  
Die Streckenenergie wurde dafür im Intervall von 100…500 kJ∙m
-1
 mit einer festen 
Schrittweite von 50 kJ∙m
-1
 unter Variation der Fügegeschwindigkeit untersucht. Als 
untere Prozessgrenze wird ein Schmelzen des Aluminiums angenommen, um der an-
wendungsorientierten Anforderung hinsichtlich Sicht- und Funktionsflächen entge-
genzukommen. Als obere Prozessgrenze wird eine unvollständige Anbindung der ge-
samten Überlappbreite (ü = 16 mm, siehe Abbildung 4-5) angenommen. Die betrach-
teten Kunststoffe zeigten in diesem Parameterraum ein vergleichbares Verhalten, 
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d. h. die unterschiedlichen Materialeigenschaften waren gegenüber der betrachteten 
Schrittweite der Streckenenergie untergeordnet, weshalb dasselbe Prozessfenster für 









































Abbildung 4-5 Parameterraum für Linienverbunde bei 16 mm Überlappbreite (EN AW 6082)  
Das Auftreten von Blasen in der Fügezone bzw. ein vergrößerter Schmelzaustrieb 
wurden nicht zur Eingrenzung des Parameterraumes herangezogen. Durch die Vari-
ation der Streckenenergie in den genannten Grenzen kann eine weitergehende Beur-
teilung zum Einfluss der Prozessführung auf die Verbundeigenschaften durchgeführt 
werden.  
4.1.7 Oberflächenbehandlung  
Zur Steigerung der Verbundfestigkeit wird die Oberfläche des metallischen Fügepart-
ners im Bereich des Überlappstoßes strukturiert (siehe 4.1.6). Die Oberflächenstruk-
turierung erfolgt mittels eines Faserlasers (Rofin PowerLine F20, Betriebsart: gepulst, 
max. mittlere Laserstrahlleistung: 20 W, mittlere Wellenlänge λL = 1064 nm) für den 
Werkstoff 1.4301 sowie EN AW 6082. Der Laserstrahlprozess erlaubt die gezielte Ein-
stellung von Hinterschneidungen im Bereich des Schmelzeaustriebs, um eine hohe 
mechanische Adhäsion sicherzustellen. Die Oberflächenstrukturierung der metalli-
schen Fügepartner wird in den experimentellen Untersuchungen konstant gehalten. 
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Tabelle 4-6 Strukturierungsparameter in Abhängigkeit des Werkstoffes  
Parameter Einheit 1.4301 EN AW 6082 
mittlere Laserstrahlleistung W 18 20 
Pulsfrequenz kHz 60 50 
Geschwindigkeit mm∙s-1 200 200 
Anzahl an Überfahrten 1 1 1 
Strukturform 1 Linie Linie 
 
Die Strukturen werden als geradlinige Nuten parallel zur Fügerichtung eingebracht. 
Die Verteilung der Strukturierung über die Fläche ist dabei gleichmäßig (Abbildung 
4-6). Die Strukturdichte beträgt 10 Linien je Millimeter, wobei die mittlere Breite der 
Linien 35 µm und die mittlere Tiefe 30 µm bis 50 µm in Abhängigkeit des Werkstoffes 
beträgt. Metallographische Schliffbilder verdeutlichen gegenüber den Laserscanning-
mikroskop-Aufnahmen die periodisch auftretenden Strukturen und Hinterschneidun-
gen für die verwendeten metallischen Werkstoffe (Abbildung 4-7). Die Reinigung der 



























Abbildung 4-6 3D-Laserscanning-Aufnahmen der Oberflächenstrukturierung des metallischen 
Fügepartners an der Grenzfläche des Kunststoff-Metall-Verbundes für a) 
1.4301 und b) EN AW 6082  






















































a) 1.4301 b) EN AW 6082
1.4301 EN AW 6082100 µm 100 µm
 
Abbildung 4-7  Metallographisches Schliffbild (Falschfarbendarstellung) und Oberflächenprofil 
(ermittelt durch 3D-Laserscanning-Mikroskopie) für a) 1.4301 und b) 
EN AW 6082  
4.2 Numerische Simulation 
4.2.1 Modellannahmen 
Ausgangspunkt der Modellierung des Prozesses ist die Abstraktion des Laserstrahl-
Wärmeleitungsfügens auf Basis der idealisierten Punktverbindungen. Der metallische 
Fügepartner wird durch die Absorption von Laserstrahlung erwärmt, durch den Wär-
meübergang wird der teilkristalline Kunststoff ausgehend von der Grenzfläche ge-
schmolzen. Durch diesen Vorgang kann sich ein Verbund zwischen beiden Werkstof-
fen ausbilden. Die Modellierung des Fügeprozesses in der numerischen Simulation 
wurde dabei in Comsol Multiphysics 5.2a als instationäres, rotationssymmetrisches, 
thermisches 2D-Modell unter Berücksichtigung der Phasenumwandlung im Kunststoff 
umgesetzt. Die Vereinfachungen werden aufgrund der Betrachtung idealisierter 
Punktverbindungen getroffen. Das Modell bildet ein transientes Temperaturfeld mit 
Wärmeleitung, Wärmestrahlung und freier Konvektion ab. Als zeitliche Schrittweite 
werden 0,1 s festgelegt, um die instationären Vorgänge hinreichend auflösen zu kön-
nen. Die zugrundliegenden physikalischen Zusammenhänge sind anhand der nach-
folgenden Gleichungen dargestellt. Die Werkstoffeigenschaften werden, mit Aus-
nahme eines konstanten Absorptionsgrades, temperaturabhängig hinterlegt.  
Die vereinfachte Wärmeleitungsgleichung (Formel 4-2) beschreibt den transienten 
Wärmestrom im festen Körper in Abhängigkeit der Temperatur und Zeit sowie den 
Werkstoffeigenschaften Dichte ρ ([ρ] = kg·m
-3









). Der Wärmeübergang an 
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der Grenzfläche Metall-Kunststoff wird als ideal modelliert. An den Grenzflächen zur 
Umgebung wird gegebenenfalls ein Wärmeübergang mittels Konvektion sowie Wär-
mestrahlung berücksichtigt (siehe 4.2.2). Die konvektive Wärmestromdichte wird ver-





der Temperaturdifferenz zwischen Umgebungs- und Grenzflächentemperatur abge-
bildet (Formel 4-3). Die Wärmestrahlung wird als Wärmestromdichte in Abhängigkeit 
der Temperaturdifferenz zwischen Umgebungs- und Grenzflächentemperatur berech-







Emissionsgrad ε, [ε] = 1).  
Q̇ = ρ cp 
∂T
∂t
 - ∇∙(λ∇T) 
Formel 4-2  Wärmeleitungsgleichung im Modell [Com15]  
q̇ = h (T-T∞) 
Formel 4-3  Wärmestromdichte der Konvektion [Com15]  





Formel 4-4  Wärmestromdichte der Wärmestrahlung [Com15]  
Neben Wärmeleitung, Konvektion und Wärmestrahlung wird der Phasenübergang 
von fester zu flüssiger Phase innerhalb des Kunststoffes im Fügeprozess in der nu-
merischen Modellierung vereinfacht berücksichtigt. Aufgrund der Temperaturen im 
Fügeprozess und der begrenzten Blasenbildung wird ein weiterer Übergang in die 
gasförmige Phase vernachlässigt. Für die Werkstoffe PA 6, PA 6.6 und PP wird der 
Phasenübergang durch temperaturabhängige Materialeigenschaften abgebildet. Für 
die Betrachtung der Sensitivität wird ein Modellwerkstoff (siehe 4.2.5) eingeführt, des-
sen Wärmeleitfähigkeit, Dichte und spezifische Wärmekapazität als konstant ange-
nommen werden. Zur Berücksichtigung des Phasenübergangs fest-flüssig wird die 
Schmelzenthalpie ∆H und das entsprechende Schmelzintervall durch die zugehörige 
Peaktemperatur Tpm sowie Intervallbreite ∆T (∆T = K) definiert [Com15]. Die Schmel-
zenthalpie folgt dabei einer quadratischen Funktion und beginnt mit der Anfangstem-
peratur Tim (Tim = Tpm - 0,5∙∆T), erreicht das Maximum bei Tpm und endet mit Über-
schreitung der Endtemperatur Tem (Tem = Tpm + 0,5∙∆T) [Com15]. Dieses Intervall ver-
einfachend für die Phasenumwandlungen des Schmelzens und des Kristallisierens 
gleichermaßen angewandt. Die Verschiebung von Schmelz- und Kristallisationsinter-
vall in Abhängigkeit der Aufheiz- bzw. Abkühlrate wird zur Begrenzung des Modellie-
rungsaufwandes vernachlässigt. Diese Vereinfachungen finden in der Diskussion der 
Ergebnisse entsprechend Berücksichtigung.  
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Darüber hinaus muss der Energieeintrag mittels Laserstrahlung für das Wärmelei-
tungsfügen im Modell implementiert werden. Aufgrund der Intensitätsverteilung der 
Diodenlaserstrahlquelle (siehe 4.1.1) wird der Laserstrahl vereinfachend als Wär-
mestromdichte mit konstanter Leistungsverteilung über dem Querschnitt des Laser-
strahlfokus abgebildet. Die Wärmestromdichte berechnet sich vereinfachend aus dem 
konstanten Absorptionsgrad A ([A] = 1) auf der metallischen Oberfläche, der Laser-









Formel 4-5  Wärmestromdichte auf der Oberfläche zur Abbildung des Laserstrahlfokus  
Ausgehend von diesen Modellannahmen wurde eine Modellgeometrie zur Abbildung 
des Prozesses in der numerischen Simulation entwickelt.  
4.2.2 Modellgeometrie, Anfangs- und Randbedingungen  
Die Modellgeometrie sowie die angewandten Randbedingungen mit ihren Vereinfa-
chungen sind in Abbildung 4-8 schematisch als zweidimensionale Geometrien darge-
stellt und bilden das Metall, den Kunststoff sowie die Unterlage der Spannvorrichtung 
ab.Auf die Abbildung der Spannbacken kann aufgrund des großen Abstandes zum 
Ort des Energieeintrages verzichtet werden. Die Flächen sind einzeln für die ange-
wandten Randbedingungen zu betrachten. Die gekennzeichneten Randgebiete wer-
den vereinfachend als adiabate Systemgrenzen angenommen, da aufgrund geringer 
Temperaturgradienten von einem unwesentlichen Einfluss auf das Simulationsergeb-
nis auszugehen ist. Die Umgebungstemperatur wird durch T∞ = const. ([T∞] = °C) fest-
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Abbildung 4-8 Schematische Darstellung der Randbedingungen für das zweidimensionale Si-
mulationsmodell  
Wärmeleitung (a) wird in allen dargestellten Geometrien berücksichtigt, der Wärme-
übergang an den Grenzflächen zwischen den einzelnen Geometrien wird als ideal 
angenommen. Die Phasenumwandlung fest/flüssig (b) wird entsprechend der realen 
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Bedingungen nur im Kunststoff abgebildet und ist durch den Energieeintrag des La-
serstrahls auf der Metalloberfläche bedingt. Dieser Energieeintrag wird als instatio-
näre Wärmestromdichte (c) beschrieben und kann hinsichtlich Fokusdurchmesser 
und Laserstrahlleistung eingestellt werden. Der Wärmeübergang in Folge von Wär-
mestrahlung bzw. Konvektion wird für die Metalloberfläche (d) unter Verwendung des 
Emissionskoeffizienten ε bzw. Wärmeübergangskoeffizienten h berücksichtigt.  
Der Wärmeübergangskoeffizient h hängt dabei u. a. von den Stoffeigenschaften des 
Fluids, der vorliegenden Strömung, der Geometrie sowie der Oberflächenbeschaffen-
heit ab und kann auf Basis empirisch ermittelter Daten angenommen werden [VDI13]. 
Mit dem Emissionsgrad ε wird gleichermaßen verfahren [VDI13]. Der Phasenüber-
gang der teilkristallinen Kunststoffe wird entsprechend 4.2.1 berücksichtigt, d. h. die 
Wärmeleitfähigkeit, die Dichte und die spezifische Wärmekapazität als temperaturab-
hängige Daten für PA 6, PA 6.6 und PP im Modell implementiert. Die temperaturab-
hängigen Werkstoffdaten entstammen Messungen der Wärmeleitfähigkeit und der 
spezifischen Wärmekapazität, Literaturstellen [Die77, VDI13] sowie Datenbanken 
[Aut17, Com15a]. Die Werkstoffdaten des Modellwerkstoffes für die Untersuchung der 
Sensitivität werden konstant angenommen.  
4.2.3 Vernetzung  
Die Vernetzung im Simulationsmodell ist in Abbildung 4-9 dargestellt. Der Überlapp-
bereich besteht im Bereich der Fügezone aus quadratischen Elementen mit einer 
Kantenlänge von max. 0,1 mm, in Anlehnung an numerische Untersuchungen des 
Laserstrahlschweißens [Fre99, Mat96]. Der Einsatz einer feinen Vernetzung ist an 
dieser Stelle in hohen Temperaturgradienten sowie der hinreichenden Abbildung der 
Fügezone begründet. In den weiteren Modellbereichen wird zur Begrenzung der Re-
chenzeit eine Vernetzung aus rechteckigen Elementen eingesetzt, deren Länge mit 
steigendem Radius zunimmt und aufgrund der geringeren Temperaturgradienten 
dennoch eine hinreichende Abbildung des Temperaturfeldes sicherstellt.  








Grenzfläche, z = 0
 
Abbildung 4-9  Vernetzung im Simulationsmodell (zweidimensional, rotationssymmetrisch)  
4.2.4 Zielgrößen und Validierung der Simulation  
Die Validierung des Modells basiert auf dem Vergleich unterschiedlicher experimen-
tell und numerisch ermittelter Kenngrößen. Im Zentrum der Betrachtung steht die cha-
rakteristische Isotherme der Anfangstemperatur des Schmelzintervalls (Tim), um die 
Ausbildung der Schmelzzone im Kunststoff zwischen Simulation und Experiment 
(siehe 0) hinsichtlich der Geometrie vergleichen zu können. Dafür wird einerseits der 
Durchmesser und andererseits die Dicke der Schmelzzone bestimmt. Dieser Ver-
gleich wird auf Basis von zehn unterschiedlichen Fügezeiten je Werkstoff (1 s…10 s) 
und unter Berücksichtigung der Standardabweichung als Streuungsmaß durchge-
führt. Eine Betrachtung des Erstarrungsvorgangs der Fügezone erfolgt aufgrund der 
Vereinfachungen in Hinblick auf die Gleichsetzung von Schmelz- und Erstarrungsin-
tervall nicht. Informationen zu diesen Vorgängen werden deshalb auf Basis des Halb-
schnittverfahrens ermittelt (vgl. 4.1.3).  
4 Methodisches Vorgehen und experimentelle Durchführung  65 
 
Simulation












Abbildung 4-10  Validierung des Modells durch Gegenüberstellung charakteristischer Kenngrö-
ßen im Schliffbild 
Ausgehend von einem validen Modell können weitere Größen bzw. Temperaturen er-
mittelt werden. Einerseits um einen Vergleich mit der zersetzungsbedingten Blasen-
bildung und der Isotherme der Zersetzungstemperatur Tz zu suchen, andererseits um 
eine Information zur Füllung der Oberflächenstruktur in Abhängigkeit des Tempera-
turfeldes erhalten zu können. Darüber hinaus ist eine Betrachtung der Sensitivität ver-
schiedener Prozess- und Werkstoffgrößen sowie des thermischen Wirkungsgrades 
realisierbar.  
4.2.5 Sensitivität und thermischer Wirkungsgrad 
Ausgehend von den simulationsbasierten Untersuchungen wird eine Aussage zur 
Sensitivität verschiedener Parameter hinsichtlich ihres Einflusses auf die Fügezone 
für Punktverbindungen durchgeführt. Die maximale Schmelzzonendicke (siehe Abbil-
dung 4-10) wird als charakteristische Kenngröße zur Quantifizierung der untersuchten 
Größen herangezogen. Im Sinne einer anwendungsorientierten Aussage wird die 
Sensitivität in vier Kategorien unterteilt (Tabelle 4-7), um den Einfluss von prozess-
seitigen Einstellgrößen, der Fügegeometrie der Punktverbindungen sowie den Werk-
stoffeigenschaften des Kunststoffes abzubilden. Innerhalb der Kategorien wird eine 
vollfaktorielle Berechnung aller Parameter in unterschiedlichen Abstufungen durchge-
führt.  
Der Einfluss des metallischen Fügepartners wird durch die Aluminiumlegierung 
EN AW 6082 sowie den rostfreien Stahl 1.4301 berücksichtigt, um damit unterschied-
liche Eigenschaftsprofile abzubilden. Zur Berücksichtigung einer großen Bandbreite 
an Kunststoffen findet ein Modellwerkstoff als thermoplastischer Fügeparter Anwen-
dung, dessen Eigenschaften im Rahmen der Untersuchungen in einem breiten Feld 
variiert werden (siehe Tabelle 4-8). Einzig die Materialstärke von 5 mm wird aufgrund 
des Modellcharakters der Punktverbindungen konstant gehalten.  
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Tabelle 4-7 Kategorien und Parameter der Untersuchungen zur Sensitivität  










absorbierte Laserstrahlleistung PL 
Materialstärke Metall tM 







spezifische Wärmekapazität cp 
Dichte ρ 







Peaktemperatur Schmelzen Tpm 
Temperaturintervall Schmelzen ∆T 










Anfangstemperatur Schmelzintervall Tim °C 200 
Endtemperatur Schmelzintervall Tem °C 230 
Schmelzenthalpie ∆H kJ∙kg-1 50 
Zersetzungstemperatur Tz °C 400 
Wärmeleitfähigkeit λ W∙m-1∙K-1 0,25 
spez. Wärmekapazität cp J∙kg-1∙K-1 1000 
Dichte ρ kg∙m-3 1000 
Materialstärke Kunststoff tK mm 5 
 
In den Betrachtungen kommt die Temperaturleitfähigkeit a ([a] = m²∙s
-1
) als Hilfsgröße 
zum Einsatz, die als Quotient aus der Wärmeleitfähigkeit λ und dem Produkt aus der 
spezifischer Wärmekapazität cp mit der Dichte ρ drei wesentliche Werkstoffeigen-





Formel 4-6  Temperaturleitfähigkeit nach [Mar12]  
Das Temperaturfeld im Kunststoff, das maßgeblich für die Entstehung der Schmelz-
zone ist, kann dabei anhand der Fourierschen Wärmeleitungsgleichung beschrieben 
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werden (siehe Formel 4-2). Dabei gehen der Dividend λ sowie der Divisor (ρ∙cp) je-
weils als einzelne Komponenten in die Berechnung des Temperaturfeldes ein. Diese 
Komponenten werden variiert, um ihren Einfluss auf die Schmelzzone abzubilden. Auf 
eine isolierte Betrachtung von Dichte sowie spezifischer Wärmekapazität kann damit 
verzichtet werden.  
Davon ausgehend kann der thermische Wirkungsgrad des Verfahrens in Abhängig-
keit der dargestellten Parameter und Werkstoffe ermittelt werden. Nach [Hue14] wird 
der thermische Wirkungsgrad ηth ([ηth] = 1) als Verhältnis der Prozessleistung PP zur 







Formel 4-7  Thermischer Wirkungsgrad nach [Hue14]  
Die Prozessleistung PP wird zur Ausbildung der Schmelzzone mit dem Volumen V 
([V] = m³]) aufgewendet. Aufbauend auf [Hue14] und unter den Annahmen, dass das 
Volumen der Schmelzzone durch die Temperatur zu Beginn des Schmelzintervalls 
Tim beschrieben und eine Zersetzung des Kunststoffes im Fügeprozess vermieden 
werden soll, folgt die Prozessleistung PP für Punktverbindungen der Darstellung in 
Formel 4-8. Ausgehend von dem Modellwerkstoff werden die Werkstoffeigenschaften 
Dichte ρ und spezifische Wärmekapazität cp als mittlere Größen konstant angenom-





Formel 4-8  Prozessleistung PP für Punktverbindungen  
4.2.6 Vergleichsrechnung durch halbunendlichen Körper  
Ziel der Vergleichsrechnung ist die Prüfung der Plausibilität der Simulationsergeb-
nisse sowie die Annahme eines halbunendlichen Körpers (HUK) für die durchgeführ-
ten Untersuchungen an Punktverbindungen. Dieses Modell wird zur Abbildung des 
instationären Wärmeleitungsproblems herangezogen, da sich die Temperaturände-
rungen auf den oberflächennahen Bereich des Kunststoffes in der Schmelzzone be-
schränken und damit ein transienter Temperaturverlauf in Richtung der z-Koordinate 




 < 0,3) geprüft und ist in der gegebenen Fügekonfiguration auch für Fügezei-
ten bis 10 s anwendbar (siehe 0).  





Isothermen in z-Richtung 
aus analytischem Modell 








Abbildung 4-11  Vergleichsrechnung durch Anwendung des Modells halbunendlicher Körper 
(HUK)  
Die Berechnung des Temperaturverlaufs durch den Ansatz des halbunendlichen Kör-
pers setzt allerdings einige Vereinfachungen voraus. Einerseits werden die Werkstof-
feigenschaften als konstant angenommen, d. h. die Temperaturabhängigkeit und 
Phasenumwandlung werden vernachlässigt. Andererseits wird nur der zentrale Be-
reich der Füge- bzw. Schmelzzone betrachtet, da die Berechnung nur anhand einer 
Ortskoordinate durchgeführt wird. Daraus folgt, dass keine zwei- bzw. dreidimensio-
nale Berechnung des Temperaturfeldes im gewählten Ansatz möglich ist und alle Iso-
thermen parallel verlaufen. Dabei wird der metallische Fügepartner nicht direkt in die 
Berechnung mit einbezogen (Abbildung 4-11), sondern findet nur indirekt durch den 
Energieeintrag Berücksichtigung. Dieser Energieeintrag über der Grenzfläche wird als 
konstante Wärmestromdichte q̇ am Rand des halbunendlichen Körpers abgebildet, 
d. h. vereinfachend wird während des Fügeprozesses von einem konstanten Wärme-
übergang zwischen Metall und Kunststoff ausgegangen. Mit Berücksichtigung dieser 








































































Formel 4-9  Halbunendlicher Körper mit Randbedingung 2. Art nach [Mar12]  
Durch die konstante Wärmestromdichte auf dem Rand des Kunststoffes ergibt sich 
ein zeitabhängiger Temperaturverlauf in z-Richtung (siehe Abbildung 4-12). Entspre-
chend dem halbunendlichen Körper und der gewählten Randbedingung folgt, dass 
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der Temperaturgradient an z = 0 zeitunabhängig ist sowie für 𝑧 → ∞ keine Tempera-
turänderung gegenüber T0 auftritt. Die Materialstärke des Kunststoffes tK wurde mit 
5 mm so groß gewählt, dass kein Einfluss der oberflächennahen Schmelzzone auf die 
Unterseite des Kunststoffes vorliegt.  
Durch diesen Modellansatz kann ein Vergleich der Temperaturverläufe in z-Richtung 
für die Mitte der Schmelzzone erfolgen. Da eine direkte Messung des Wärmestroms 
in der Fügezone aufgrund der geringen Temperaturleitfähigkeit des Kunststoffes nicht 
möglich ist, wird die mittlere Wärmestromdichte im Zentrum der Grenzfläche (r = 0, 
z = 0) in der numerischen Simulation berechnet und für die Berechnung am halbun-

















Abbildung 4-12  Schematische Darstellung des einseitig ausgedehnten halbunendlichen Kör-
pers für die Randbedingung 2. Art nach [Mar12, VDI13]  
Die berechneten Temperaturverläufe unterliegen dabei starken Vereinfachen, können 
im Vergleich mit der numerischen Simulation allerdings unter drei Aspekten betrachtet 
werden. Erstens, ob eine qualitative Übereinstimmung zwischen analytischer und nu-
merischer Berechnung des Temperaturverlaufes vorliegt, um die Simulation hinsicht-
lich der physikalischen Plausibilität der Lösung zu prüfen. Zweitens, ob eine verein-
fachte Betrachtung am halbunendlichen Körper eine hinreichend genaue Abbildung 
der Realität ermöglicht und damit auf die Berücksichtigung temperaturabhängiger 
Werkstoffdaten oder weitere Einflussgrößen verzichtet werden kann. Drittens, dass 
die Annahme des halbunendlichen Körpers im methodischen Vorgehen erfüllt wird, 
d. h. ein Wärmestau im thermoplastischen Fügepartner durch die Wahl eines hinrei-
chend großen tK = 5 mm vermieden wird.  
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4.3 Mess- und Prüftechnik  
4.3.1 Mechanische Kurzzeitprüfung  
Die Kurzzeitprüfung im Scherzugversuch wird auf einer Universalprüfmaschine (He-
gewald & Peschke Inspekt 1455 20 kN) durchgeführt. Die Prüfgeschwindigkeiten be-
tragen an Punkverbindungen 10 mm∙min
-1
 (Materialstärke des Kunststoffes 
tM = 5 mm) und an Linienverbindungen 240 mm∙min
-1
 (Materialstärke des Kunststof-
fes tM = 2 mm). Den verringerten Materialstärken an Linienverbindungen wird durch 
eine erhöhte Prüfgeschwindigkeit begegnet, um den Einfluss des Grundwerkstoffes 
in Form sehr großer Dehnungen bzw. Traversenwege auf das Prüfergebnis zu be-
grenzen. Die freie Einspannlänge wurde jeweils auf 30 mm festgelegt.  
Zwischen der Herstellung der Hybridverbunde und deren mechanischer Prüfung 
wurde eine Zeit von mindestens sieben Tagen eingehalten, um die erneute Einlage-
rung von Wasser aus der Umgebungsatmosphäre zu ermöglichen.  
4.3.2 Mechanische Ermüdungsprüfung  
Die dynamische Prüfung wird auf einem Hochfrequenzpulsator (SincoTec POWER 
SWING MOT 50 kN) in Eigenfrequenz durchgeführt. Die Probenvorbereitung und freie 
Einspannlänge erfolgt entsprechend der Kurzzeitprüfung im Scherzug. Für die Prü-
fung wird ein Spannungsverhältnis R = 0,1 (R = [1]) im zugschwellenden Bereich fest-
gelegt und für bis zu 10
7
 Lastspiele zum Nachweis der Dauerfestigkeit durchgeführt. 
Ein frühzeitiger Versuchsabbruch erfolgt durch die Detektion eines Anrisses bei einer 
Eigenfrequenzänderung von ± 3 Hz. Als Nennlasten kommen 2,1 kN Oberlast und 
0,21 kN Unterlast zum Einsatz, um unterschiedliche Streckenenergien auf Basis eines 
identischen Lastkollektivs vergleichen zu können. Während der Prüfung werden die 
Ist-Lasten sowie die Eigenfrequenz in Abhängigkeit der Lastspiele aufgezeichnet. Das 
Zeitintervall zwischen der Herstellung des Hybridverbundes und der Ermüdungsprü-
fung beträgt übereinstimmend mit der mechanischen Kurzzeitprüfung sieben Tage.  
4.3.3 Härteprüfung  
Die Prüfung der metallischen Werkstoffe erfolgt nach DIN EN ISO 6507-1 [DIN06] mit 
HV 0,2 unter einer Einwirkdauer der maximalen Last von 15 s. Durch die Festlegung 
des Randabstandes auf die mindestens 3-fache Länge der Eindruckdiagonale sowie 
des Mittenabstandes auf die mindestens 6-fache Länge der Eindruckdiagonale, kön-
nen EN AW 6082 sowie 1.4301 mit derselben Messstrategie geprüft werden. Die 
Messstrategie ist in Abbildung 4-13a dargestellt. Der zu messende Bereich geht dabei 
deutlich über die Wechselwirkungszone Laserstrahl-Werkstück (dL = 5,3 mm, siehe 
4.1.1) hinaus.  
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Die Prüfung der Kunststoffe wird in Anlehnung an die VDI/VDE-Richtlinie 2616 
[VDI12] mit HV 0,01 unter einer Einwirkdauer der maximalen Last von 60 s durchge-
führt. Voruntersuchungen zeigten eine Länge der Eindruckdiagonale von ca. 50 µm. 
Der Rand- und Mittenabstand der Prüfeindrücke wird entsprechend [VDI12] auf einen 
Wert größer der 2,5-fachen Eindruckdiagonale festgelegt. Die Messstrategie ist in Ab-
bildung 4-13b dargestellt. Prüfung 1 wird für Linienverbunde herangezogen, um einen 
ortsaufgelösten Härteverlauf vom Grundwerkstoff bis in die Schmelzzone hinein zu 
erhalten. Prüfung 2 wird für Punktverbindungen eingesetzt, um Messwerte dediziert 
an charakteristischen Positionen zu erheben, bspw. zur Ermittlung der Wärmeein-
flusszone. In allen Fällen werden gebotene Rand- bzw. Prüfeindruckabstände ent-
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Abbildung 4-13 Härteprüfung für den a) metallischen und b) thermoplastischen Fügepartner 
4.3.4 Materialographische Präparation, Mikroskopie und 
Charakterisierung 
Die materialographischen Schliffbilder zur Untersuchung der thermoplastischen Mor-
phologie werden mittels physikalischem Trockenätzen der Oberfläche durch Argon-
Ionen im Vakuum präpariert, um die Morphologie der Fügezone im Kunststoff freizu-
legen (Gatan Precision Etching Coating System Model 682, Leistung: 4 keV, Drehzahl 
Rotation: 30 min
-1
, Kippwinkel: 0…60°, Drehzahl Kippung: 15 min
-1
, Dauer: 40 min). 
Die Aufnahmen der Morphologie erfolgen mittels Differentialinterferenzkontrastmikro-
skopie (Zeiss Axio Imager.M2m). Lichtmikroskopische Aufnahmen nicht geätzter Pro-
ben im Hellfeld werden am Zeiss AxioScope.A1 durchgeführt. Zur Aufnahme der 
Oberflächenstrukturierungen des Metalls kommt das 3D-Laserscanningmikroskop 
Olympus LEXT OLS4100 zum Einsatz. Rauschen und Spikes wurden mittels der Soft-
ware Olympus OLS4100 3.1.4 korrigiert. Eine lokale Charakterisierung der Kristallmo-
difikationen im materialographischen Schliff erfolgte mittels Röntgendiffraktometer 
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Bruker Lynxeye XE-T (XRD-Messung, Spotgröße: 300 µm, Messzeit pro Schritt: 
60 s). Die charakteristischen Peaks wurden durch die Zählrate cps (counts per se-
cond, [cps] = s
-1
) in Abhängigkeit des Beugungswinkels 2Θ zwischen 7,5° bis 62° er-
mittelt.  
4.3.5 Dynamische Differenzkalorimetrie (DSC)  
Die dynamische Differenzkalorimetrie (DSC, Netzsch DSC 204 F1 Phoenix) wird nach 
DIN EN ISO 11357-1 [DIN10] eingesetzt, um die Glasübergangstemperatur, das 
Schmelz- und Kristallisationsintervall (Anfangs-, Peak- und Endtemperatur) sowie die 
spezifische Wärmekapizität der thermoplastischen Grundwerkstoffe zu bestimmen. 
Die thermische Analyse wird mit konstanten Heizraten (nach [Ehr04], Heizrate zur 
Bestimmung von Schmelz- und Kristallisationsintervall: 10 K∙min
-1
, Heizrate zur Be-
stimmung der Glasübergangstemperatur: 20 K∙min
-1
) im Temperaturintervall von mi-
nimal -20 °C bis maximal 300 °C durchgeführt. Die Auswertung erfolgt mittels Netzsch 
Proteus Thermal Analysis. Ein Einfluss auf die resultierenden Temperaturbereiche 
durch die Entnahmestelle kann dabei nicht ausgeschlossen werden, weshalb die glo-
balen Werkstoffeigenschaften anhand der gesamten Materialstärke ermittelt werden. 
Ein Vergleich zwischen Schmelzzone und Grundwerkstoff wird dabei an Dünnschnit-
ten vorgenommen (Heizrate: 10 K∙min
-1
). Die Proben werden der Mitte der Fügezone 
entnommen (Länge: 2 mm, Breite: 2 mm) und mittels Mikrotom als Dünnschnitt mit 
einer Dicke von 50 µm präpariert. Basierend auf den Ergebnissen von [Hin03] wird 
nur der erste Aufheizzyklus berücksichtigt, da lediglich der Einfluss des Schweißpro-
zesses näher betrachtet werden soll.  
4.3.6 Thermogravimetrische Analyse (TGA)  
Die thermogravimetrische Analyse (TGA, Thermowaage Netzsch TG 209 F1 Iris) wird 
eingesetzt, um die Zersetzungstemperatur der Kunststoffe als obere Temperatur-
grenze für den Fügeprozess zu ermitteln. Die Kunststoffprobe wird in einem vorgege-
benen Temperaturintervall mit einer konstanten Heizrate (20 K∙min
-1
) unter Stickstoff-
atmosphäre erwärmt und die Masseänderung der Probe in Abhängigkeit der Tempe-
ratur gemessen. Mittels eines Fourier-Transform-Infrarotspektrometers lassen sich 
abdampfendes Wasser, Zuschlagstoffe und Zersetzungsprodukte des Kunststoffes 
unterscheiden und die Zersetzungstemperatur ableiten. Auf Grundlage von 
DIN 51006 [DIN05] wird die Stufenanfangstemperatur als Zersetzungstemperatur Tz 
und damit obere Temperaturgrenze des angestrebten Temperaturbereiches festge-
legt. Die Abhängigkeit der Zersetzungsvorgänge von der Heizrate wird vereinfachend 
nicht berücksichtigt.  
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4.3.7 Temperaturmesstechnik  
Die Temperaturmessungen werden mittels Dewetron Dewe 5000 und Thermoelemen-
ten Typ K (Thermoleitung, verdrillt über eine Länge von 3 mm, Leitungsdurchmesser 
0,2 mm) bei einer Aufzeichnungsrate von 100 Hz durchgeführt. Der Messbeginn wird 
mit dem Startzeitpunkt des Laserprozesses synchronisiert. Das Messgerät verfügt 
über eine interne Referenzmessstelle. Die Thermoelemente wurden mittig in die 
Grenzfläche der Fügezone zwischen beiden Fügepartnern eingebracht (siehe 4.1.6).  
4.3.8 Hochgeschwindigkeitsaufnahmen  
Die Hochgeschwindigkeitsaufnahmen im Halbschnittversuchsstand wurden mittels ei-
ner Photron SA-X2 Kamera (interner Speicher: 32 GB, Bildrate: 1000 Bilder pro Se-
kunde, max. Aufzeichnungszeit: 22 s) unter Verwendung eines Navitar 12x Zoom 
Lens Objektives durchgeführt. Als Beleuchtungsquelle kamen LED-basierte Licht-
quellen zum Einsatz. Die Auswertung der Aufnahmen erfolgte mittels Photron Fast-
cam Viewer 3.6. Zur verbesserten Darstellung wurden Helligkeit und Kontrast der Auf-




5 Ergebnisse und Diskussion 
5.1 Charakterisierung der Fügezone an idealen 
Punktverbindungen  
5.1.1 Thermische Charakterisierung der thermoplastischen 
Ausgangswerkstoffe  
Der Fügeprozess bedingt ein örtliches Schmelzen des Kunststoffes, damit eine Be-
netzung und Füllung der Oberflächenstrukturierung an der Grenzfläche ermöglicht 
wird. Im Kunststoff ergibt sich ein transientes Temperaturfeld, welches den Phasen-
übergang und die Werkstoffeigenschaften bestimmt. Die thermische Charakterisie-
rung der thermoplastischen Werkstoffe bildet daher den Ausgangspunkt für die Ein-
grenzung der Temperaturintervalle, die für eine Verarbeitung im Fügeprozess adres-
siert bzw. eingehalten werden müssen. In Abhängigkeit der unterschiedlichen auftre-
tenden Temperaturen im Fügeprozess lässt sich der Einfluss auf die Struktur 
(amorph, kristallin, Zersetzung) und den Aggregatszustand des Werkstoffes beschrei-
ben. Dabei sind die Glasübergangs- und Zersetzungstemperatur sowie das Schmelz- 
und Kristallisationsintervall von Relevanz.  
Die Bestimmung des Schmelz- und Kristallisationsintervalls sowie der darunterliegen-
den Glasübergangstemperatur Tg werden mittels DSC-Analysen (siehe 4.3.5) durch-
geführt. Der Aufheizvorgang führt zur Überschreitung der Glasübergangstemperatur 
(Temperaturbereich der Sekundärkristallisation) und dem anschließenden Über-
schreiten des Schmelzintervalls der kristallinen Strukturen (Temperaurbereich zwi-
schen Anfangstemperatur Tim bis Endtemperatur Tem). Im Abkühlvorgang wird zuerst 
das Kristallisationsintervall (Temperaturbereich zwischen Anfangstemperatur Tic bis 
Endtemperatur Tec, Bereich der Primärkristallisation) und anschließend die Glasüber-
gangstemperatur unterschritten. Die Peaktemperaturen Tpm und Tpc werden üblicher-
weise als Schmelz- bzw. Kristallisationstemperatur bezeichnet und liegen inmitten des 
Temperaturintervalls, in dem feste und flüssige Phase gleichzeitig anteilig vorhanden 
sind. Die Bestimmung von Schmelz- und Kristallisationsintervall ist beispielhaft für 
Polyamid 6.6 (PA 6.6) in Abbildung 5-1 dargestellt. Der Einfluss der Heizrate auf eine 
Verschiebung der ermittelten Schmelz- und Kristallisationsintervalle wird vereinfa-
chend nicht näher betrachtet, aber entsprechend in der Diskussion der Ergebnisse 
berücksichtigt.  
































Abbildung 5-1 Ermittlung Schmelz- bzw. Kristallisationsintervall am Beispiel PA 6.6  
Zur Bestimmung der Zersetzungstemperatur kommen TGA-Analysen zum Einsatz 
(siehe 4.3.6). Durch die Kopplung des temperaturabhängigen Masseverlustes (Δm, 
[Δm] = 1) mittels eines Fourier-Transform-Infrarotspektrometers wird der Rückschluss 
auf die stoffliche Zusammensetzung der vorliegenden Abdampfungs- und Zerset-
zungsvorgänge des Werkstoffes ermöglicht. Abbildung 5-2 stellt den temperaturab-
hängigen Masseverlust am Beispiel PA 6.6 sowie die zugehörige Hauptursache (Frei-
















Δm: Freisetzung H2O Δm: thermische Degradation
Heizrate: 20 K min-1
TZ
 
Abbildung 5-2 Ermittlung der Zersetzungstemperatur am Beispiel PA 6.6 
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Die Maximaltemperatur im Fügeprozess soll dabei die Zersetzungstemperatur Tz 
(Stufenanfangstemperatur) nicht überschreiten, um eine thermische Schädigung des 
Grundwerkstoffes zu begrenzen. Für wasseraufnahmefähige Werkstoffe, bspw. PA 6 
oder PA 6.6, kommt es auch bei Temperaturen unterhalb Tz aufgrund des verdamp-
fenden Wassers bereits zum Masseverlust und damit zu einer Beeinflussung der Fü-
gezone. Der Einfluss von Heizraten, Verweilzeiten und verringertem Umgebungs-
druck auf die Zersetzungstemperatur Tz wird vereinfachend nicht berücksichtigt.  
Zusammenfassend lassen sich die Zustandsgrößen für die Prozessführung entspre-
chend der Schmelz- und Kristallisationsintervalle, der Glasübergangs- und Zerset-
zungstemperatur beschreiben (Tabelle 5-1). Aus diesen Zustandsgrößen kann ein all-
gemeines Modell für das Wärmeleitungsfügen teilkristalliner Thermoplaste abgeleitet 
werden, welches die Fügezone und ihre Bereiche umfasst.  





Einheit PA 6 PA 6.6 PP 
Glasübergangstemperatur Tg °C 63 65 0 
Anfangstemperatur  
Schmelzintervall 
Tim °C 191 235 126 
Schmelztemperatur Tpm °C 223 262 168 
Endtemperatur Schmelzintervall Tem °C 236 270 178 
Anfangstemperatur  
Kristallisationsintervall 
Tic °C 191 231 126 
Kristallisationstemperatur Tpc °C 181 219 116 
Endtemperatur  
Kristallisationsintervall 
Tec °C 153 206 94 
Zersetzungstemperatur Tz °C 390 360 390 
 
5.1.2 Modellbildung der Fügezone  
Durch die Absorption von Laserstrahlung auf der Metalloberfläche sowie den Wär-
metransport entsteht ein transientes Temperaturfeld in Metall und Kunststoff. Ausge-
hend von der Metalloberfläche, dem Ort der höchsten Temperaturen im Wärmelei-
tungsfügen, beschreibt das Temperaturfeld die zeit- und ortsabhängige Ausprägung 
der Fügezone. Einerseits ist das Überschreiten bestimmter Temperaturen für das Fü-
gen erforderlich, um eine Benetzung und Füllung der Oberflächenstrukturen durch 
den Kunststoff zu ermöglichen. Andererseits können die Temperaturen zu einer Wär-
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mebehandlung des metallischen Fügepartners oder zu einer Zersetzung des Kunst-
stoffes führen. Ein Schmelzen des Metalls wird aufgrund der möglichen Anwendung 
der Hybridverbunde in Sichtbereichen an dieser Stelle nicht näher betrachtet.  
Daraus lassen sich unterschiedliche Bereiche innerhalb der Fügezone ableiten, die 
durch das Temperaturfeld beschrieben werden und einen Einfluss auf die resultieren-
den Verbundeigenschaften zeigen können. Die in thermischen Analysen ermittelten 
Zustandsgrößen werden dabei als charakteristische Isothermen auf die Fügezone 
übertragen und bilden den Ausgangspunkt zur Ableitung einer allgemeingültigen Mo-
dellvorstellung auf Basis des Temperaturfeldes. Abbildung 5-3 stellt diesen Modellan-
satz anhand einer rotationssymmetrischen Fügezone mit den entsprechenden Iso-
thermen in beiden Fügepartnern schematisch dar.  
Tim
Tem














Abbildung 5-3 Modellansatz für die Beschreibung einer rotationssymmetrischen Fügezone an-
hand charakteristischer Isothermen 
Beginnend an der Metalloberfläche breiten sich die Isothermen über die Grenzfläche 
(z = 0) in den Kunststoff hinein aus. Im Metall kann es dabei zur Überschreitung von 
TWEZ kommen, d. h. es tritt eine bleibende Änderung der Werkstoffeigenschaften auf-
grund der Wärmebehandlung auf. An der Grenzfläche, dem Ort der höchsten thermi-
schen Belastung des Kunststoffes, kann es zur Überschreitung der Zersetzungstem-
peratur TZ und zur thermischen Degradation des Kunststoffes kommen. Vereinfa-
chend, d. h. ohne Berücksichtigung der Wechselwirkung von Heizrate und Verweil-
dauer des Kunststoffes bei diesen Temperaturen, treten Nahtunregelmäßigkeiten 
bzw. eine Verringerung des tragenden Querschnitts zwischen beiden Fügepartnern 
durch Temperaturen oberhalb Tz auf.  
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Der Anfang und das Ende des Schmelzintervalls sind für die Fügezone von besonde-
rer Bedeutung, da gegenüber der Peaktemperatur Tpm, die nur das Maximum abbildet, 
eine präzise Aussage zum Werkstoffverhalten möglich ist. Einerseits gilt für Tempe-
raturen größer als Tem, dass der Werkstoff vollständig geschmolzen ist. Andererseits 
liegt der Kunststoff zwischen Tem und Tim nur partiell geschmolzen vor, allerdings kann 
es auch in diesem Temperaturintervall bereits zu einer Benetzung bzw. Strukturfül-
lung der Metalloberfläche kommen (siehe 5.1.5). Daher wird der gesamte Bereich 
oberhalb Tim als Schmelzzone definiert. Darüber hinaus kann es zur Ausbildung einer 
Wärmeeinflusszone kommen, die direkt an die Schmelzzone angrenzt. Für Tempera-
turen oberhalb der Glasübergangstemperatur Tg besteht die Möglichkeit der Sekun-
därkristallisation des ansonsten unbeeinflussten Grundwerkstoffes. Die Glasüber-
gangstemperaturen liegen dabei deutlich unterhalb des Schmelzintervalls und ggf. 
unterhalb der Raumtemperatur (Tg,PA 6 = 63 °C, Tg,PA 6.6 = 65 °C, Tg,PP = 0 °C), wes-
halb der beeinflusste Bereich nicht scharf vom Grundwerkstoff abgegrenzt werden 
kann. Je länger die Zeit und je höher die Temperatur ist, desto stärker ausgeprägt ist 
die Sekundärkristallisation (siehe 2.2.1). Bedingt durch dieses Verhalten wird im 
Sinne einer vereinfachten Darstellung die Überschreitung der Temperatur Tg
*
 zur Aus-
bildung der Wärmeeinflusszone während des Fügens festgelegt, ab der eine nach-
weisbare Sekundärkristallisation auftritt. Mit dem Abschalten des Laserstrahles setzt 
die Abkühlung und Erstarrung ein, die wiederrum einen maßgeblichen Einfluss auf die 
Eigenschaften und die Morphologie der Schmelzzone ausüben kann.  
Die Fügezone umfasst damit beide Fügepartner und alle Bereiche, die prozessbedingt 
eine bleibende Veränderung erfahren. Wesentliche werkstoffliche Einflussgrößen auf 
die Ausprägung dieser Fügezone sind neben den charakteristischen Temperaturen 
vorrangig die Wärmeleitfähigkeit, die Dichte sowie die spezifische Wärmekapazität 
der beteiligten Werkstoffe. Damit ist das dargestellte Modell grundsätzlich auf alle 
thermischen Fügeprozesse von Kunststoff-Metall-Hybridverbunden anwendbar. Für 
unterschiedliche Werkstoffe und Werkstoffkombinationen lässt sich darauf aufbauend 
ihre zeitliche und geometrische Ausbildung beschreiben.  
5.1.3 Zeitliche und geometrische Ausbildung der Füge- und 
Schmelzzone  
Die zeitliche und geometrische Ausbildung der Fügezone wird durch Werkstoffe und 
Laserstrahlprozess bestimmt. Die Verbundherstellung erfolgt maßgeblich durch den 
Kunststoff und die damit verbundene Benetzung bzw. Füllung der Oberflächenstruk-
turen des metallischen Fügepartners, weshalb eingangs die Ausbildung der Schmelz-
zone im Kunststoff betrachtet wird. Abbildung 5-4 stellt deshalb das zeit- bzw. ener-
gieabhängige Wachstum der Schmelzzone für Verbunde mit EN AW 6082 anhand der 
Dicke der Schmelzzone dar. Für PP werden mit steigender Fügezeit von 1 s bis 10 s 
Schmelzzonendicken von ca. 140 µm bis 780 µm erreicht, für PA 6 ca. 135 µm bis 
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680 µm und für PA 6.6 ca. 90 µm bis 530 µm. Bei konstanter Laserstrahlleistung wird 
im Allgemeinen eine größere Schmelzzone mit steigendem Energieeintrag bzw. stei-
gender Fügezeit erreicht. Weiterführend kann abgeleitet werden, dass niedrigere 
Temperaturen des Schmelzintervalls zu einer erhöhten Schmelzzonendicke führen. 
So nimmt die resultierende Schmelzzonendicke von PP (Tim = 123 °C), über PA 6 
































































































Abbildung 5-4 Schmelzschichtwachstum in Abhängigkeit der Fügezeit (PL = 1000 W)  
Ausgehend von der Wärmeleitungsgleichung kann die Dicke der Schmelzzone in ers-
ter Näherung als zeitabhängige Exponentialfunktion beschrieben werden. Die Wär-
meleitung zwischen beiden Fügepartnern, die temperaturabhängigen Werkstoffeigen-
schaften (Wärmeleitfähigkeit, Dichte, spezifischer Wärmekapazität) sowie der Pha-
senübergang und das Schmelzintervall lassen keine vereinfachte Zusammenführung 
der genannten Größen in einer Näherungsgleichung zur Beschreibung der Schmelz-
zonendicke bzw. des Schmelzzonendurchmessers zu. Auch eine Rückführung auf 
bekannte Größen der Wärmeübertragung, bspw. der thermischen Diffusionslänge, ist 
an dieser Stelle deshalb nicht möglich.  
Die Geometrie der Schmelzzone wird dabei durch den Wärmeübergang an der Grenz-
fläche und die resultierende Temperaturverteilung im Kunststoff bestimmt (Isotherme 
Tim, siehe 0). Ausgehend von der Grenzfläche bildet sich eine achsensymmetrische 
Schmelzzone aus, über deren Breite eine Benetzung des metallischen Fügepartners 
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bzw. eine Füllung der Oberflächenstrukturen stattfinden kann (Abbildung 5-5). Auf-
grund der größeren Wärmeleitfähigkeit des metallischen Fügepartners gegenüber 
dem Kunststoff nimmt der Schmelzzonendurchmesser gegenüber der Schmelzzo-
nendicke deutlich schneller zu. Innerhalb der Fügezone können Fehlstellen auftreten, 
vornehmlich bedingt durch Blasenbildung aufgrund von im Kunststoff gelöstem Was-
ser und thermischer Degradation (siehe 2.1.8). Darüber hinaus kommt es auch bei 
Punktverbindungen am vollständigen Überlapp zum Schmelzeaustrieb bzw. zur Spalt-
bildung. Eine detaillierte und zeitabhängige Betrachtung der Ursachen dieser Phäno-
mene folgt ab 5.1.6.  
Kunststoff
Metall











500 µm  
Abbildung 5-5 Fügezone einer thermisch gefügten Punktverbindung (PA 6.6 mit EN AW 6082, 
tL = 5 s)  
Das Temperaturfeld im Thermoplasten kann anhand des Übergangs zwischen 
Schmelzzone und Grundwerkstoff nachvollzogen werden. Gleichzeitig beeinflussen 
die thermophysikalischen Werkstoff-eigenschaften die entstehende Fügezone, was 
anhand verschiedener Thermoplaste beispielhaft in Abbildung 5-6 für vergleichbare 
Prozessbedingungen dargestellt ist. Mit steigenden Temperaturen des Schmelzinter-
valls nimmt dabei neben der Dicke auch der Durchmesser der Schmelzzone ab, wie 
anhand von PP, PA 6 und PA 6.6 nachvollzogen werden kann. Auftretende Blasen-
bildung kann dabei zu einer Behinderung des Wärmetransports führen, was auch eine 
verringerte Dicke der Schmelzzone direkt unterhalb der Blase verursachen kann 
(siehe PA 6). Darüber hinaus können Unterschiede bei der Strukturfüllung in Abhän-
gigkeit der Werkstoffe festgestellt werden, insbesondere bei PP ist die Schmelzzone 
nicht vollständig mit dem Metall verbunden. Daher wird der dedizierte Einfluss der 
einzelnen Werkstoffeigenschaften auf die Ausbildung der Schmelz- bzw. Fügezone 
unter Berücksichtigung aller wesentlichen Effekte und den daraus resultierenden Ei-
genschaften in den folgenden Kapiteln behandelt.  
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Tim = 231 °C
PA 6.6 500 µm
EN AW 6082
Tim = 191 °C
PA 6 500 µm
EN AW 6082







































Abbildung 5-6 Vergleich der Schmelzzone für PA 6.6, PA 6 und PP (EN AW 6082, 
PL = 1000 W, tL = 5 s)  
Zur Beschreibung der Fügezone werden im Stand der Technik meistens Temperatur-
verläufe zur Ableitung eines Zeit-Temperatur-Profils herangezogen, das mittels Ther-
moelementen in der Grenzflächenschicht ermittelt wird (siehe 2.1.5). Bei Punktverbin-
dungen erfolgt in Abhängigkeit der Fügezeit, Laserstrahlleistung und Werkstoffpaa-
rung ein steiler Temperaturanstieg, der aufgrund des sich ausbildenden Temperatur-
feldes, dem Phasenübergang und der Dissipation im Verlauf abflacht (siehe Abbil-
dung 5-7). Die Temperaturmessung setzt dabei einen Kontakt zwischen Thermoele-
ment und Werkstoffen voraus, unterliegt aber auch Störeinflüssen im Fügeprozess, 
bspw. der Blasenbildung. Das kann zu Unregelmäßigkeiten im Temperaturverlauf füh-
ren, die sich u. a. in Veränderungen der Steigung verdeutlichen und in unzureichen-
den Maximaltemperaturen resultieren. Sofern keine Unregelmäßigkeiten auftreten, 
steht ein integraler Wert zur Verfügung, dessen Aussagefähigkeit bspw. für einen Ver-
gleich unterschiedlicher Werkstoffe oder die Ermittlung von Benetzungs- und Abkühl-
zeiten an der jeweiligen Messstelle gegeben ist. In Hinblick auf die Beschreibung ei-
nes Temperaturfeldes zwischen Metall und Kunststoff sind thermoelementbasierte 
Messungen nicht hinreichend aussagefähig. Die verallgemeinerte Beschreibung der 
Fügezone auf Basis charakteristischer Isothermen (siehe 0) setzt allerdings die ge-
naue Kenntnis des Temperaturfeldes voraus. Aus diesem Grund erfolgt eine nachfol-
gend eine numerische Simulation zur Ermittlung des gesamten Temperaturfeldes zwi-
schen beiden Fügepartnern.  


























tL = 10 s
qualitativ erwarteter Verlauf 







Abbildung 5-7 Exemplarischer Zeit-Temperatur-Verlauf einer Punktverbindung (EN AW 6082, 
PA 6 für tL = 10 s, PL = 1000 W) 
5.1.4 Numerische Simulation der Punktverbindungen  
Die numerische Simulation der Punktverbindungen ermöglicht eine zeitabhängige Be-
trachtung des Temperaturfeldes in Kunststoff und Metall. Das zugrundeliegende Mo-
dell für den laserbasierten Fügeprozess berücksichtigt die temperaturabhängigen Ei-
genschaften beider Fügepartner sowie die Phasenumwandlung fest-flüssig des ther-
moplastischen Werkstoffes (siehe 4.2). Der jeweils angegebene Stichprobenumfang 
bezieht sich auf die experimentell ermittelten Ergebnisse. Die Betrachtung erlaubt ei-
nen Rückschluss auf die vorliegenden Effekte auf Basis des Temperaturfeldes in 
Kunststoff und Metall.  
Die Validierung des gewählten Modellierungsansatzes wird anhand der Fügepaarung 
EN AW 6082 mit PA 6, PA 6.6 und PP nachvollzogen. Der Vergleich von Simulation 
und Experiment wird auf Basis der Schmelzzonengeometrie durchgeführt, wobei die 
charakteristischen Isothermen aus der numerischen Simulation den Ergebnissen der 
materialographischen Untersuchungen gegenübergestellt werden. Abbildung 5-8 
stellt numerische und experimentelle Ergebnisse für PA 6 in Abhängigkeit der Füge-
zeit bzw. des Energieeintrages im Intervall von 1…10 s anhand der Schmelzzonendi-
cke gegenüber. Diese nimmt dabei in Abhängigkeit der Fügezeit von ca. 135 µm auf 
ca. 680 µm zu. Der Verlauf von Simulation und Experiment folgt der gleichen Charak-
teristik einer Exponentialfunktion. In der Betrachtung des gesamten Zeitintervalls wird 
eine sehr gute Übereinstimmung festgestellt. Die Abweichung der Schmelzzonendi-
cke zwischen Simulation und Experiment liegt überwiegend innerhalb der empirischen 
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Standardabweichung. Nur für die Fügezeiten von 1 s und 6 s kommt es zu einer Ab-
weichung von 2,8 % bzw. 3,9 %, was allerdings als vernachlässigbare Größenord-
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Abbildung 5-8 Gegenüberstellung von Simulation, Experiment und ermittelter Abweichung 
(PA 6, EN AW 6082, tL = var, PL = 1000 W)  
Ein Vergleich zwischen der Schmelzzonengeometrie und den zugehörigen Isother-
men ist in Abbildung 5-9 bei einer Fügezeit von 5 s dargestellt. Entsprechend zu 5.1.1 
sind die Anfangs- und Endtemperatur (Tim bzw. Tem) des Schmelzintervalls dabei als 
charakteristische Temperaturen der Schmelzzone festgelegt worden. Die Ausbildung 
der Isothermen folgt dabei der Form der Schmelzzone. Der Durchmesser der 
Schmelzzone entspricht der benetzten Kontaktfläche zwischen Kunststoff und Metall 
und weicht für die gezeigte Fügezone um ca. 6,5 % ab (siehe ∆ in Abbildung 5-9). 
Ursächlich für die Abweichung ist der im Modell als ideal-vollflächig angenommene 
Wärmeübergang zwischen Metall und Kunststoff. Im Randbereich der Schmelzzone 
bildet sich mit zunehmender Fügezeit ein Spalt zwischen Kunststoff und Metall aus, 
verursacht durch die Volumenzunahme im Phasenübergang fest-flüssig (siehe 0). 
Dieser Spalt begrenzt den Wärmeübergang im Randbereich der Schmelzzone und 
verursacht die Unterschiede zwischen Simulation und Experiment. Angesichts der ge-
ringen Abweichungen von unter 10 % in den betrachteten Werkstoffkombinationen 
wird dieser Fehler als vernachlässigbar eingestuft, da die Aussagefähigkeit der Simu-
lationsergebnisse nicht wesentlich einschränkt wird. Ein Einfluss der eingesetzten 
Oberflächenstrukturierung auf die Geometrie der Schmelzzone konnte im Vergleich 
mit unstrukturierten Blechen nicht festgestellt werden. Es ist deshalb anzunehmen, 
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dass sich bei unstrukturierten sowie mikrostrukturierten Metalloberflächen mit dem 
Beginn des Schmelzens und aufgrund des Drucks in der Fügezone ein vergleichbarer 
Wärmeübergang zwischen Kunststoff und Metall einstellt.  


















Abbildung 5-9 Vergleich von Simulation und Experiment anhand der Schmelzzonengeometrie 
(PA 6, EN AW 6082, tM = 1,5 mm, tL = 5 s, PL = 1000 W)  
In der Betrachtung der gesamten Schmelzzone ist hervorzuheben, dass aufgrund der 
geringen Temperaturleitfähigkeit ein erheblicher Anteil des Kunststoffes in der 
Schmelzzone nicht vollständig, sondern nur partiell geschmolzen wird (Bereich zwi-
schen Tem und Tim). Damit verbleiben Reste der Überstrukturen, bspw. dickere Kris-
talllamellen, in der Schmelzzone. Ein Einfluss des partiell geschmolzenen Kunststof-
fes auf den Fügeprozess ist gegenwärtig offen. Einerseits kann die Benetzung bzw. 
Füllung der Oberflächenstrukturen behindert werden, da ein ungehindertes Fließen 
des Kunststoffes durch die verbleibenden Feststoffanteile behindert wird. Anderer-
seits kann die Mikrostruktur des Kunststoffes während der Erstarrung beeinflusst wer-
den, bspw. da die nicht vollständig geschmolzenen Kristallite als heterogene Keime 
wirken können. Weitergehende Untersuchungen zur Klärung dieser Aspekte werden 
in 5.1.5 bzw. 5.1.6 dargestellt. Darüber hinaus ist anzumerken, dass die Zersetzungs-
temperatur in der Fügezone nicht überschritten wurde, d. h. die vereinzelt auftreten-
den Blasen innerhalb der Fügezone können auf das im Feststoff gelöste Wasser zu-
rückgeführt werden. Eine detaillierte Betrachtung der wasser- und zersetzungsbe-
dingten Blasenbildung erfolgt unter 5.1.10.  




















Abbildung 5-10 Vergleich von Simulation und Experiment anhand der Schmelzzonengeometrie 
(PA 6, 1.4301, tM = 1 mm, tL = 5 s, PL = 100 W)  
Die Beschreibung der Fügezone kann durch die numerische Simulation auf beliebige 
Werkstoffsysteme angewandt werden, um den Einfluss der Werkstoffeigenschaften 
oder der geometrischen Anordnung zu beschreiben. Der Einfluss des metallischen 
Fügepartners auf die Geometrie der Schmelzzone wird in Abbildung 5-10 anhand ei-
nes Stahl-Kunststoff-Verbundes verdeutlicht. Dabei weist der Stahl 1.4301 gegenüber 
EN AW 6082 ein deutlich abweichendes Eigenschaftsprofil auf. Einerseits durch den 
höheren Absorptionsgrad in der Wellenlänge des Laserstrahls, d. h. es wird ein grö-
ßerer Anteil Laserstrahlenergie in Wärme umgesetzt. Dadurch ist die erforderliche 
Laserstrahlleistung zur Ausbildung einer vergleichbaren Schmelzzonendicke gegen-
über Aluminiumlegierungen deutlich reduziert. Andererseits weist 1.4301 auch eine 
deutlich geringere Temperatur- und Wärmeleitfähigkeit auf, woraus bei gleichem Fo-
kusdurchmesser des Laserstrahls ein deutlich tailliertes Temperaturfeld mit geringe-
rer Anbindungsfläche zwischen beiden Fügepartnern an der Grenzfläche resultiert. 
Dadurch reduziert sich, bei vergleichbarer Schmelzzonendicke, die Anbindungsfläche 
gegenüber EN AW 6082 deutlich, was quantitativ anhand des Schmelzzonendurch-
messers von ca. 6,5 mm zu ca. 14 mm ersichtlich wird. Die Temperaturen in der Mitte 
der Grenzfläche liegen bei für beide Werkstoffe in einer ähnlichen Größenordnung 
von ca. 340 °C. Das Verhältnis vollständig zu partiell geschmolzenem Kunststoff wird 
bei gleichem thermoplastischen Fügepartner deshalb nicht wesentlich beeinflusst. 
Übereinstimmend mit den Betrachtungen zu EN AW 6082 tritt eine Abweichung 
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(< 10 %) des Schmelzzonendurchmessers im Vergleich zwischen Experiment und Si-
mulation aufgrund der Spaltbildung auf (siehe ∆ in Abbildung 5-10).  
Eine vergleichbare Betrachtung zum Einfluss des thermoplastischen Werkstoffes er-
folgte für Verbunde aus PA 6.6 und PP mit EN AW 6082. Abbildung 5-11 stellt die 
beiden Werkstoffpaarungen für Simulation und Experiment in Abhängigkeit der Füge-
zeit bzw. des Energieeintrages gegenüber. In beiden Fällen wird ein zu PA 6 ver-
gleichbares Verhalten der Schmelzzonendicke festgestellt. Für PA 6.6 liegt die Dicke 
der Schmelzzone im Bereich von ca. 90 µm bis 530 µm. Die maximale Abweichung 
bei PA 6.6 beträgt 9,9 % zur Standardabweichung des Experimentes, was ca. 8,8 µm 
entspricht. Aufgrund der hohen Temperaturen des Schmelzintervalls von PA 6.6 bil-
den sich im Prozess Schmelzzonen mit geringem Volumen und kleinerer Dicke aus, 
woraus hohe relative Abweichungen resultieren. Für Fügezeiten ab 2 s beträgt die 
maximale Abweichung zum Experiment nur noch ca. 3,4 %. Im Vergleich dazu weist 
PP mit steigender Fügezeit bzw. Energieeintrag deutlich größere Schmelzzonen auf, 
die in ihrer Dicke von ca. 140 µm auf bis zu 780 µm ansteigen. Darüber hinaus werden 
im betrachteten Zeitintervall Abweichungen von maximal 4,4 % zwischen Simulation 
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Abbildung 5-11 Gegenüberstellung von Simulation und Experiment für PP und PA 6.6 
(EN AW 6082, tL = var., PL = 1000 W) 
Übereinstimmend mit den Ergebnissen zu PA 6 unterliegt der Durchmesser der 
Schmelzzone von PA 6.6 und PP in der Simulation gegenüber den experimentellen 
Ergebnissen ebenfalls einer Abweichung von unter 10 %, was wiederrum auf die 
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Spaltbildung zwischen Kunststoff und Metall im Fügeprozess zurückgeführt werden 
kann. Die Aussagefähigkeit der Simulation bestätigt sich damit für die beiden Werk-
stoffe entsprechend den Untersuchungen an PA 6.  
An dieser Stelle ist festzuhalten, dass die Validierung des Modells durch die zeitab-
hängige und geometrische Untersuchung der Schmelzzone im Kunststoff erfolgreich 
vorgenommen wurde. Im Fügeprozess sowie im Modell wird ein Wärmeleitungsfügen 
abgebildet, d. h. die Schmelzzone resultiert aus der Temperaturverteilung im Metall 
und dem Wärmeübergang entlang der Grenzfläche Metall-Kunststoff. Durch die Über-
einstimmung der Geometrie von Schmelzzone und Isothermen lässt sich folgern, dass 
auch die Temperaturverteilung im metallischen Fügepartner durch das Modell hinrei-
chend abgebildet wird. Darüber hinaus ist der ingenieurmäßige Nachweis erbracht, 
dass die Fügezone auf Basis der ermittelten Schmelzintervalle modellhaft beschrie-
ben werden kann und nicht sensitiv gegenüber den hohen Heizraten im Fügeprozess 
ist.  
Die Validierung des Modells durch die Berücksichtigung verschiedener Fügezeiten 
(1…10 s) und den direkten Abgleich mit der resultierenden Schmelzzone lässt den 
Schluss zu, dass das Modell auch direkt für eine Untersuchung transienter Vorgänge 
im Fügeprozess genutzt werden kann. Aufgrund der zentralen Bedeutung der 
Schmelzzone für die Herstellung der Kunststoff-Metall-Verbunde steht deren zeitab-
hängiges Wachstum hinsichtlich Dicke und Durchmesser nachfolgend im Fokus der 
Betrachtungen.  
Abbildung 5-12 stellt das transiente Wachstum der Schmelzzonendicke für einen Ver-
bund aus PA 6.6 mit EN AW 6082 anhand von zwei Fügezeiten (5 s, 10 s) dar. Im 
Wärmeleitungsfügen verursacht der metallische Fügepartner aufgrund seiner thermo-
physikalischen Werkstoffeigenschaften und der Materialstärke eine zeitliche Verzö-
gerung zwischen dem Start des Fügeprozesses und dem Beginn des Schmelzzonen-
wachstums. In der gewählten Konfiguration mit einer Materialstärke des Aluminiums 
von 1,5 mm beträgt diese aufgrund der hohen Wärmeleitfähigkeit ca. 0,5 s, bis die 
Anfangstemperatur des Schmelzintervalls Tim überschritten wird. Das nichtlineare 
Wachstum der Schmelzzone folgt entsprechend den bisherigen Betrachtungen einer 
Exponentialfunktion. Bei Erreichen der eingestellten Fügezeit tL wird der Laserstrahl 
deaktiviert, aufgrund der absorbierten Laserstrahlung ist allerdings ausreichend 
Wärme und ein hinreichend großer Temperaturgradient vorhanden, dass die 
Schmelzzone weiterhin anwächst. Bei einer Fügezeit von 5 s bzw. 10 s wächst die 
Schmelzzone weitere 0,2 s bzw. 0,4 s an. Für den darauffolgenden Erstarrungsvor-
gang nach Überschreitung des Maximums werden entsprechend der Simulation ca. 
0,3 s bzw. 0,8 s benötigt (strichlierte Darstellung). Die Erstarrungszeiten sind aller-
dings unter Vorbehalt zu betrachten, da das Schmelz- und Erstarrungsintervall im Mo-
dell gleichgesetzt wurde, letzteres sich aber bei hohen Abkühlgeschwindigkeiten zu 
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deutlich niedrigeren Temperaturen hin verschiebt. Damit wird die reale Erstarrungs-
zeit die berechneten Zeiten der Simulation deutlich übersteigen. Für die Anwendung 
ist das von großer Bedeutung in der Abschätzung von Prozess- und Taktzeiten, bspw. 
zur Entformung des Bauteils nach dem Fügeprozess. Dabei kann durch den metalli-
schen Konstruktionswerkstoff und seine Eigenschaften (Wärmeleitfähigkeit, Dichte 
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Abbildung 5-12 Transientes Wachstum der Schmelzzonendicke (PA 6.6, EN AW 6082, 
PL = 1000 W)  
Die Materialstärke des metallischen Fügepartners übt ebenfalls einen großen Einfluss 
auf die resultierenden Fügezeiten aus, wie in Abbildung 5-13 für eine Blechdickenän-
derung von 1,5 mm auf 2,0 mm gezeigt wird. Der Durchmesser der Schmelzzone 
dient dabei als Kenngröße für die maximal erreichbare Anbindungsfläche zwischen 
beiden Werkstoffen. Mit steigender Materialstärke nimmt der Verlustwärmestrom in-
nerhalb des metallischen Fügepartners deutlich zu und verzögert die Erreichung der 
erforderlichen Temperatur an der Grenzfläche, um eine Schmelzzone im thermoplas-
tischen Kunststoff zu erzeugen. Im dargestellten Beispiel benötigt das um 0,5 mm 
dickere Blech bereits 1 s mehr Zeit zur Überschreitung der Anfangstemperatur des 
Schmelzintervalls. Das veränderte Temperaturfeld bedingt dabei auch einen verrin-
gerten Anbindungsquerschnitt gegenüber der kleineren Materialstärke. So sinkt der 
mittels Simulation ermittelte Durchmesser der Schmelzzone von ca. 14 mm auf ca. 
9 mm.  
Ein Vergleich des Wachstums der Schmelzzone in Abhängigkeit des metallischen Fü-
gepartners kann auf Basis identischer Materialstärken für EN AW 6082 und 1.4301 
durchgeführt werden.  
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Abbildung 5-13 Transientes Wachstum des Durchmessers der Schmelzzone (PA 6.6, 
EN AW 6082, PL = 1000 W)  
Im gewählten Beispiel (Abbildung 5-14) wurde eine vergleichbare Schmelzzonendi-
cke von ca. 450 µm eingestellt. Aufgrund des taillierten Temperaturfeldes beträgt der 
Durchmesser der Schmelzzone bei Stahl ca. 8 mm gegenüber 14 mm bei Aluminium. 
Die dafür verantwortliche, langsamere Wärmeleitung des Stahls verzögert das 
Schmelzen des Kunststoffes um weitere ca. 0,6 s. Bei Erreichen der Fügezeit kommt 
es wie bei den bisherigen Betrachtungen zu einem weiteren Anwachsen der Schmelz-
zone aufgrund des bestehenden Temperaturgradienten, d. h. in Aluminium und Stahl 
liegen noch hinreichend hohe Temperaturen für das Schmelzen von weiterem Mate-
rial vor. Die Abkühlung setzt bei Stahl deshalb erst ca. 1 s nach dem Abschalten des 
Laserstrahls und damit deutlich später als bei Aluminium ein.  
Die Untersuchungen verdeutlichen an dieser Stelle die wechselseitige Beeinflussung 
von Konstruktion, Werkstoffauswahl und Prozessführung in Bezug auf das thermische 
Fügen.  
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Abbildung 5-14 Transientes Wachstum der Schmelzzonendicke (PA 6, tM = 1,5 mm, 
PL,EN AW 6082 = 1000 W, PL,1.4301 = 155 W) 
Eine weitergehende Betrachtung der Simulationsergebnisse erfolgt auf Basis einer 
analytischen Vergleichsrechnung, um die gewählten Annahmen des halbunendlichen 
Körpers (HUK) im experimentellen Vorgehen zu bestätigen und eine abschließende 
Plausibilitätsbetrachtung der Simulationsergebnisse durchzuführen. Die analytische 
Vergleichsrechnung greift dabei auf Vereinfachungen zurück (siehe 4.2.6), u. a. auf 
konstante Werkstoffeigenschaften und eine konstante Wärmestromdichte auf dem 
Rand des Kunststoffes (z = 0). Abbildung 5-15 stellt die Ergebnisse für einen Verbund 
aus PA 6.6 mit EN AW 6082 für verschiedene Zeiten anhand des Temperaturverlau-
fes in z-Richtung gegenüber.  
Die Vereinfachungen des halbunendlichen Körpers führen qualitativ zu einer ver-
gleichbaren Charakteristik des Temperaturverlaufs, zeigen quantitativ aber deutliche 
Abweichungen zur numerischen Berechnung. Dies gilt insbesondere im Bereich der 
Grenzfläche (z = 0), die für den Fügeprozess aufgrund der Bildung der Schmelzzone 
von besonderer Relevanz ist. Für die drei betrachteten Zeiten ergibt sich allerdings 
keine systematische Abweichung, stattdessen liegen die Temperaturen für kurze Zei-
ten unterhalb und für längere Zeiten oberhalb der Simulation. Vergleicht man den 
Temperaturverlauf nach 2 s, 5 s und 10 s ergeben sich Temperaturdifferenzen 
von -86 K, +10 K und +97 K. Eine hinreichende Abschätzung der Temperaturen und 
ein daraus resultierender Rückschluss auf die Dicke der Schmelzzone ist durch die 
Berechnung des halbunendlichen Körpers damit nicht möglich. Demgegenüber zei-
gen jeweils beide Temperaturverläufe in Abbildung 5-15 mit zunehmender z-Position 
(z → 5 mm) eine Näherung an die Ausgangstemperatur T0. Damit kann die Annahme 
des halbunendlichen Körpers durch die Auswahl einer großen Materialstärke für den 
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Kunststoff (tK = 5 mm) bestätigt werden, d. h. die Kunststoffunterseite wird nicht durch 
den Energieeintrag an der Grenzfläche beeinflusst. Damit wird ein Wärmestau im 
Kunststoff und daraus resultierende Störeinflüsse auf die Eigenschaften der Füge-
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Abbildung 5-15 Vergleichsrechnung zwischen Simulation (Sim.) und halbunendlichen Körper 
(HUK) (PA 6.6, EN AW 6082, tM = 1,5 mm, PL = 1000 W, tL = 10 s) 
Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass das Simulationsmodell eine all-
gemeingültige Beschreibung des Temperaturfeldes in beiden Fügepartnern bereit-
stellt, die Ermittlung der Schmelzzone anhand charakteristischer Isothermen zulässt 
und die Annahme eines halbunendlichen Körpers für die gewählte Materialstärke des 
Kunststoffes bestätigt.  
Darauf aufbauend wird das validierte Modell wird nachfolgend als begleitendes Werk-
zeug zur Verifikation der zeitabhängigen Füllung der Oberflächenstruktur (5.1.5), der 
zersetzungsbedingten Blasenbildung (5.1.10) und der Sensitivität von Prozessgrößen 
(0) bzw. Werkstoffeigenschaften (5.1.13) eingesetzt.  
5.1.5 Zeitabhängige Füllung der Oberflächenstruktur 
Aufbauend auf den Untersuchungen zur geometrischen Ausbildung der Schmelzzone 
und der numerischen Simulation des Temperaturfeldes kann die zeitabhängige Fül-
lung der Oberflächenstruktur näher betrachtet werden. Dabei ist die Strukturfüllung 
der Oberfläche maßgeblich für den formschlüssigen Wirkmechanismus des Kunst-
stoff-Metall-Verbundes (siehe 2.1.6).  
Aus den Simulationsergebnissen ist bekannt, dass ein großer Bereich der Schmelz-
zone nur partiell geschmolzen ist, d. h. Feststoff und Schmelze liegen gleichzeitig vor 
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(Tim ≤ T ≤ Tem). Im Zusammenhang mit der Benetzung bzw. Füllung der Oberflächen-
strukturen ergibt sich die Frage, ob dieser partiell geschmolzene Kunststoff das not-
wendige Fließen für eine Anbindung zwischen Kunststoff und Metall behindert.  
Der Bindemechanismus der Kunststoff-Metall-Verbindungen ist im Stand der Technik 
dabei weitgehend beschrieben (siehe 2.1.6.1), die Voraussetzungen zur Benetzung 
bzw. Füllung der Oberflächenstrukturen sind demgegenüber nicht abschließend ge-
klärt. Bisher wird vorrangig ein langes Zeitintervall, in dem der Kunststoff schmelzflüs-
sig vorliegt, angestrebt, um eine hinreichende Zeit zur Benetzung bzw. Strukturfüllung 
von mehreren Sekunden zu geben (siehe 2.1.5). Eine Berücksichtigung des werk-
stoffabhängigen Schmelzintervalls bzw. der Temperaturverteilung in der Schmelz-
zone fand bisher nicht statt. Im Sinne der Anwendung ist dieser Aspekt von Bedeu-
tung, da die erforderlichen Streckenenergien gezielt eingestellt und die erreichbaren 
Fügegeschwindigkeiten maßgeblich beeinflusst werden können, wenn nähere Infor-
mationen zur erforderlichen Temperaturführung bzw. hinreichenden Zeiten zur Ver-
bundherstellung bekannt sind.  
Zur weitergehenden Beschreibung der Strukturfüllung bzw. Benetzung wurden Unter-
suchungen an PA 6.6 durchgeführt. PA 6.6 ist der Kunststoff mit dem höchsten 
Schmelzintervall, der im Rahmen der Arbeit betrachteten Thermoplaste, mit einer ver-
hältnismäßig schmalen Schmelzintervallbreite im Bereich Tim bis Tem von ca. 35 K. 
Darauf aufbauend soll die Strukturfüllung bei kurzen Fügezeiten ermittelt werden, was 
nachfolgend am Beispiel tL = 1 s dargestellt ist (siehe Abbildung 5-16). Die Größe der 
gesamten Schmelzzone ist sehr begrenzt und weist eine Dicke von ca. 90 µm sowie 
einen Durchmesser von ca. 5,4 mm auf. Für die Fügezeit und Werkstoffpaarung ergibt 
sich aus der numerischen Simulation, dass innerhalb der Schmelzzone nur ca. 33 % 
des Materials innerhalb der Schmelzzonendicke und ca. 59 % innerhalb des Schmelz-
zonendurchmessers vollständig geschmolzen sind (T ≥ Tem). Dabei wird die Struktur-
füllung der Metalloberfläche durch den wirksamen Fügedruck, die verhältnismäßig 
geringe Viskosität der PA 6.6 Schmelze (siehe 2.2.3) sowie die Volumenzunahme im 
Phasenübergang fest-flüssig unterstützt. Weiter treten in der Schmelzzone vereinzelt 
wasserbedingte Blasen auf, die entsprechend dem Stand der Technik einen zusätzli-
chen Druck auf die Schmelze zur Unterstützung der Strukturfüllung ausüben sollen 
(siehe 2.1.8).  
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Abbildung 5-16 Gegenüberstellung von Simulation und Experiment für tL = 1 s (PA 6.6 mit 
EN AW 6082, PL = 1000 W) 
Bei einer näheren Betrachtung des Randbereiches der Schmelzzone aus Abbildung 
5-16, der nur partiell geschmolzen vorliegt, ist eine nahezu vollständige Strukturfül-
lung feststellbar (siehe Abbildung 5-17, Falschfarbendarstellung). Einzig am Über-
gang Schmelzzone-Grundwerkstoff wird die letzte Struktur mangels ausreichenden 
Schmelzevolumens nicht mehr gefüllt. Außerhalb der Schmelzzone liegt ein Spalt zwi-
schen beiden Werkstoffen vor, der auf die Auswürfe der Oberflächenstrukturen zu-
rückgeführt werden kann. Diese Strukturen werden außerhalb der Schmelzzone 
durch den Fügedruck oberflächlich in den festen Kunststoff hineingedrückt. Es ist da-
von auszugehen, dass der Spalt zu Prozessbeginn im gesamten Überlappbereich 
vorliegt und nur innerhalb der Schmelzzone überbrückt wird. Da im Randbereich nur 
partiell geschmolzenes Material vorliegt, ist davon auszugehen, dass das vollständige 
Schmelzen für die Strukturfüllung bei PA 6.6 nicht zwangsläufig gegeben sein muss 
und selbst bei kurzen Fügezeiten bereits eine vollständige Strukturfüllung erreicht 
werden kann.  
Die Füllung der Oberflächenstrukturen wird durch zeitgleich auftretende Effekte hin-
sichtlich der Volumenzunahme, des Fügedrucks, der Viskosität und den chemisch-
physikalischen Wechselwirkungen zwischen Polyamiden und der Metalloberfläche 
beeinflusst. Aus diesem Grund werden referenzierende Untersuchungen an PP 
durchgeführt.  
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Abbildung 5-17 Füllung der Oberflächenstrukturen bei einer Fügezeit von 1 s in Falschfarben-
darstellung (PA 6.6 mit EN AW 6082, PL = 1000 W)  
Der Werkstoff PP verfügt dabei über gegensätzliche Eigenschaften im Vergleich zu 
PA 6.6. Die deutlich erhöhte Viskosität sowie das ca. 100 K niedrigere Schmelzinter-
vall ermöglichen eine weitergehende Betrachtung der zeitabhängigen Strukturfüllung 
der Oberfläche (siehe 2.2.3 bzw. 5.1.1). Darüber hinaus kann PP aufgrund seines 
unpolaren Charakters und in Ermangelung maßgeblicher funktioneller Gruppen nur 
formschlüssig mit dem metallischen Fügepartner verbunden werden (siehe 2.1.6). Da-
mit wird ein Einfluss der chemisch-physikalischen Wechselwirkung zwischen Kunst-
stoffschmelze und Metalloberfläche, bspw. als Kapillareffekt, auf die Strukturfüllung 
ausgeschlossen und eine Bewertung des formschlüssigen Verbundes durch Scher-
zugprüfung ermöglicht.  
Bei Fügezeiten von tL = 1 s erreicht die Schmelzzone von PP dabei einen Durchmes-
ser von ca. 9 mm an der Grenzfläche. Zur Ermittlung der Strukturfüllung und den da-
raus resultierenden Scherzugfestigkeiten aufgrund des Formschlusses wird eine 
Strukturfläche gewählt, die ab Fügezeiten von 1 s immer vollständig innerhalb der 
Schmelzzone liegt. Das ermöglicht die vollständige Füllung des strukturierten Berei-
ches durch den Kunststoff. Durch die Festlegung auf eine strukturierte Fläche mit ei-
nem Durchmesser von 7,5 mm kann dieser Ansatz umgesetzt werden und berück-
sichtigt gleichzeitig etwaige Positionierungenauigkeiten oder prozessseitige Abwei-
chungen durch ± 0,75 mm Toleranz in Bezug auf den erwarteten Schmelzzonen-
durchmesser.  
Abbildung 5-18 stellt die Scherzugfestigkeit in Abhängigkeit der Fügezeit tL dar. Dar-
über hinaus wird der Flächenanteil von vollständig geschmolzenem Kunststoff 
(T ≥ Tem) an der Grenzfläche den erreichten Scherzugfestigkeiten gegenübergestellt. 
Den Ergebnissen sind charakteristische Bruchflächen nach der mechanischen Kurz-
zeitprüfung zugeordnet. As bezeichnet dabei den Bereich der strukturierten Fläche 
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des Metalls, Ap die Bruchfläche mit einer Füllung der Oberflächenstrukturen sowie Az 
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Abbildung 5-18 Scherzugfestigkeit in Abhängigkeit der Strukturfüllung und auftretenden Berei-
che für formschlüssige Kunststoff-Metall-Verbunde (PP, EN AW 6082, 
PL = 1000 W, tL = var.) 
Für Fügezeiten von 1 s wird eine Scherzugfestigkeit von ca. 21 N∙mm
-2
 erreicht. Der 
Flächenanteil vollständig geschmolzenen Kunststoffs konnte durch die numerische 
Simulation bestimmt werden und beträgt dabei ca. 45 %, während die Bruchfläche auf 
einen Anteil von ca. 80 % gefüllter Oberflächenstrukturen (Ap) hinweist (a). Die Ober-
flächenstrukturierung wird damit auch – vergleichbar zu den Untersuchungen an Po-
lyamid 6.6 – anteilig mit partiell geschmolzenem Werkstoff gefüllt. Mit steigender Fü-
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gezeit (2 s, 5 s) erreicht die Festigkeit ein Plateau von ca. 30 N∙mm
-2
 und der Flächen-
anteil vollständig geschmolzenen Materials steigt auf 100 %. Damit wird eine vollstän-
dige Strukturfüllung sichergestellt und die Bruchfläche der penetrierten Oberfläche 
entspricht der gesamten strukturierten Oberfläche (b). Das verdeutlicht, dass bereits 
für kurze Fügezeiten unter vollständigem Schmelzen des Materials ein maximaler 
Formschluss erreicht werden kann und längere Füge- bzw. Benetzungszeiten zur 
formschlüssigen Verbundherstellung nicht erforderlich sind. Mit zunehmender Steige-
rung der Fügezeiten auf 10 s fällt die erreichbare Festigkeit auf ca. 25 N∙mm
-2
 ab. Der 
Kunststoff ist im Bereich der oberflächenstrukturierten Grenzfläche wiederrum voll-
ständig geschmolzen, allerdings kommt es zur Blasenbildung innerhalb der Schmelz-
zone wodurch der Anbindungsquerschnitt reduziert wird. Da PP kein Wasser löst, 
kann thermische Degradation als Ursache angenommen werden. In der numerischen 
Simulation treten dabei Spitzentemperaturen im Zentrum der Schmelzzone auf, die 
oberhalb der Zersetzungstemperatur Tz (siehe 5.1.1) liegen.  
Das verdeutlicht, dass bereits für kurze Fügezeiten und unabhängig von der Viskosität 
oder der Wechselwirkungen zwischen Polymerschmelze und Metall eine Strukturfül-
lung erreicht werden kann. Im Vergleich zwischen PA 6.6 und PP ist auch davon aus-
zugehen, dass der schmale Temperaturbereich zwischen Anfangs- und Endtempera-
tur des Schmelzintervalls bei PA 6.6 (∆T ≈ 35 K) gegenüber PP (∆T ≈ 50 K) sowie die 
Wechselwirkungen zwischen Polyamid und Aluminiumoberfläche und die geringere 
Viskosität einen positiven Einfluss auf die Strukturfüllung im partiell geschmolzenen 
Zustand ausüben. Eine vollständige Strukturfüllung der Metalloberfläche mit thermo-
plastischem Kunststoff wird dagegen mit Überschreitung der Endtemperatur des 
Schmelzintervalls Tem für alle betrachteten Werkstoffe sicher erreicht, d. h. der Ein-
fluss von Wechselwirkungseffekten, der Schmelzintervallbreite oder der Viskosität ist 
an dieser Stelle untergeordnet. Eine vollständige Strukturfüllung zur Maximierung des 
Formschlusses kann daher durch die Temperaturführung erreicht werden und bedarf 
keiner langen Fügezeiten.  
Demgegenüber bestehen offene Fragen hinsichtlich der Blasenbildung, der Ausdeh-
nung der Schmelze im Phasenübergang sowie dem Schmelz- und Erstarrungsvor-
gang im Allgemeinen. Der Einfluss der Effekte kann positiv sein, bspw. in Form eines 
zusätzlichen Drucks auf die Schmelze durch die Volumenzunahme oder den Gas-
druck in den Blasen (siehe 2.1.8). Demgegenüber kann die Verringerung des tragen-
den Querschnitts oder ein Herauslösen des Kunststoffes aus den Strukturen während 
der Erstarrung einen nachteiligen Effekt auf die Verbundeigenschaften ausüben. Die 
nähere Betrachtung dieser Effekte wird nachfolgend an einem Halbschnittversuchs-
stand durchgeführt, um eine zeitabhängige Erfassung und Beschreibung der genann-
ten Effekte zu ermöglichen.  
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5.1.6 Schmelz- und Erstarrungsvorgänge in der Fügezone  
Vergleichbar zu den zeitabhängigen Betrachtungen aus der numerischen Simulation 
kann der Schmelzvorgang innerhalb der Fügezone im Halbschnittversuchsstand ex-
perimentell aufgezeichnet werden. Eingangs wird dazu der Einfluss des Versuchs-
standes durch die eingebrachte Glasscheibe, die reduzierte Probengröße und die ver-
änderte Spannsituation anhand der Schmelzzonendicke ermittelt und mit Punktver-
bindungen verglichen. Der Halbschnittversuchsstand führt dabei zu veränderten Wär-
meleitungsbedingungen im Prozess, woraus ein Wärmestau resultiert. Dieser Wär-
mestau ist ursächlich für eine deutlich größer ausgeprägte Schmelzzone, wie der Ver-
gleich mit Punktverbindungen in Abbildung 5-19 zeigt.  
Für PP steigt die Schmelzzonendicke beispielsweise von 777 µm ± 10 µm bei Punkt-
verbindungen auf 1361 µm ± 103 µm. Die grundsätzliche Charakteristik bleibt aller-
dings bestehen, d. h. mit steigenden Temperaturen des Schmelzintervalls, von PP 
über PA 6 bis hin zu PA 6.6, nimmt die Dicke der Schmelzzone im Kunststoff ab. Dar-
über hinaus ist mit der Beeinflussung weiterer Vorgänge zu rechnen, bspw. verringer-
ten Erstarrungsgeschwindigkeiten aufgrund der verlangsamten Wärmeableitung. Die 
vergrößerte Standardabweichung kann ebenfalls auf den Einfluss des Versuchsstan-
des zurückgeführt werden, da es aufgrund der Versuchsanordnung zu einem Austritt 





























































Abbildung 5-19 Vergleich Halbschnittversuchsstand mit Punktverbindungen (tL = 10 s) 
Eine zeitabhängige Betrachtung der entstehenden Schmelzzone folgt in erster Nähe-
rung einer Exponentialfunktion und spiegelt dabei die Betrachtungen zu Punktverbin-
5 Ergebnisse und Diskussion  99 
 
dungen (siehe 5.1.3) wider. Trotz des Wärmestaus zeigt sich qualitativ ein vergleich-
bares Bild zu den Untersuchungen an Punktverbindungen, wenn die Geometrie der 
Schmelzzone (siehe Abbildung 5-20a) gegenüber den bisherigen Ergebnissen be-
trachtet wird. Darüber hinaus treten innerhalb der Morphologie (siehe Abbildung 
5-20b) der Schmelzzone vergleichbare Bereiche wie in Punktverbindungen auf (siehe 
5.1.14), was anhand des charakteristischen, feinsphärolithischen Übergangsberei-
ches bei Polyamiden nachvollzogen werden kann. Da dieser mit Beginn der Erstar-
rung im Übergangsbereich Schmelzzone-Grundwerkstoff entsteht, sind qualitativ ver-
gleichbare Abkühl- und Erstarrungsvorgänge anzunehmen.  
Es ist festzuhalten, dass die veränderten Wärmeableitungs- und Spannbedingungen 
zu quantitativen Unterschieden in Schmelzzonendicke und -durchmesser führen, der 
Halbschnittversuchsstand unter Berücksichtigung dieser Fehlereinflüsse allerdings 
für eine qualitative Betrachtung des Schmelz- und Erstarrungsvorganges herangezo-



















Bildausschnitt b)  
Abbildung 5-20 a) Geometrie der Schmelzzone im Halbschnittversuchsstand und b) Morpholo-
gie anhand des charakteristischen Randbereiches im Übergang Schmelzzone-
Grundwerkstoff 
Der Schmelzvorgang während des Fügens ist in Abbildung 5-21 am Beispiel von PP 
zu unterschiedlichen Zeitpunkten dargestellt. Zu Beginn des Fügeprozesses befinden 
sich Metall und Kunststoff an der Grenzfläche in Kontakt (t = 0 s) und der Laserstrahl 
wird aktiviert. Mit fortschreitender Zeit wird der Kunststoff ausgehend von der Grenz-
fläche geschmolzen. Die Schmelzzonendicke nimmt über die Zeit zu. Aufgrund ihres 
transparenten bzw. opaken Erscheinungsbildes kann die Schmelzzone in vollständig 
geschmolzenes (T ≥ Tem) sowie partiell geschmolzenes Material (Tim ≤ T ≤ Tem) unter-
teilt werden. Dieses Verhalten wurde im Modell der Fügezone angenommen (siehe 0) 
und konnte bereits in der numerischen Simulation nachvollzogen werden (siehe 
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5.1.4). Aufgrund der geringen Temperaturleitfähigkeit sowie des breiten Schmelzin-
tervalls von PP (126 °C…178 °C) nimmt der partiell aufgeschmolzene Bereich einen 
erheblichen Anteil der gesamten Schmelzzone ein. Die untersuchten Polyamide zei-
gen ein vergleichbares Bild. Diese Ergebnisse decken sich qualitativ auch mit dem 
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Abbildung 5-21 Hochgeschwindigkeitsaufnahmen des Schmelzvorgangs von PP im Halb-
schnittversuchsstand (PL = 1000 W, EN AW 6082, tL = 8 s) 
Hinsichtlich der Erstarrungsvorgänge müssen Polyamide und Polypropylen getrennt 
betrachtet werden, da unterschiedliche Mechanismen auftreten. Für eine größtmögli-
che Aussage hinsichtlich der Erstarrung werden Polyamide am Übergang zum Grund-
werkstoff sowie an der Seite der Schmelzzone betrachtet. Abbildung 5-22a stellt die-
sen Rand der Schmelzzone im Übergang zum festen Grundwerkstoff bei t = 12 s dar, 
unmittelbar vor dem Einsetzen der Erstarrung. An dieser Stelle ist zu berücksichtigen, 
dass das Zeitintervall zwischen dem Abschalten des Laserstrahls (t = 10 s) und dem 
Beginn der Erstarrung bzw. dem Erstarrungsvorgang selbst im Halbschnittversuchs-
stand deutlich mehr Zeit an Anspruch nehmen wird als im Fügeprozess bei Punktver-
bindungen. Bedingt ist das Verhalten durch den Wärmestau im Halbschnittversuchs-
stand. Die Erstarrungsfront wird als Beginn des Kristallisationsintervalls angenommen 
und ist zur verbesserten Darstellung hervorgehoben (- - -). Gegenüber der in einer 
DSC-Analyse ermittelten Temperatur Tic (siehe 5.1.1) ist davon auszugehen, dass 
das Kristallisationsintervall aufgrund höherer Heizraten zu niedrigeren Temperaturen 
hin verschoben ist.  
5 Ergebnisse und Diskussion  101 
 
t = 14,0 s
Erstarrungsfront
t = 13,0 s
Erstarrungsfront
t = 12,0 s
Schmelzzone
flüssige Phase
t = 15,0 s 250 µm
feste Phase
feste Phase








150 µm150 µm150 µm
250 µm250 µm250 µm
Grenzfläche
Erstarrungsfront Erstarrungsfront
feste Phasefeste Phasefeste Phase










Abbildung 5-22 Erstarrung bei Polyamiden am Beispiel PA 6.6 am Rand der Schmelzzone (a) 
und der Seite der Schmelzzone mit Oberflächenstrukturierung (b) 
Die Erstarrung beginnt dabei am Rand der Schmelzzone im partiell aufgeschmolze-
nen Material. Zwei Effekte können dafür als ursächlich angenommen werden. Einer-
seits liegt ein hohes Temperaturgefälle in dieser Region aufgrund der geringen Tem-
peratur- bzw. Wärmeleitfähigkeit des Kunststoffes vor. Andererseits kann die einset-
zende Erstarrung in dieser Zone auf einen Effekt durch Wasserstoffbrückenbindungen 
und Dipole von Überstrukturresten auf die Keimbildung in Polyamiden zurückgeführt 
werden (siehe 2.2.1). Eine Betrachtung der Mikrostruktur in 5.1.14 unterstützt diese 
Annahme aufgrund der Ausbildung einer feinsphärolithischen Struktur in diesem Be-
reich bei Polyamiden. Bei der Betrachtung der Zeitschritte im Zeitintervall von 12 s bis 
15 s kann weiter festgestellt werden, dass die Erstarrung langsam einsetzt 
(t = 12 s…14 s) und sich dann deutlich schneller fortsetzt (t = 14 s…15 s). Die Erstar-
rungsrichtung vom Rand der Schmelzzone in Richtung der Grenzfläche bleibt dabei 
unverändert. Abbildung 5-22b verdeutlicht den Effekt anhand der seitlichen Position 
der Schmelzzone. Die Erstarrung setzt am Rand der Schmelzzone ein und setzt sich 
in Richtung Grenzfläche fort. Auch eine Oberflächenstrukturierung des Metalls zeigt 
dabei keinen Einfluss hinsichtlich veränderter Erstarrungsbedingungen, bspw. durch 
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eine vergrößerte Anzahl an Keimen durch die Oberflächenvorbehandlung. Die Ergeb-
nisse von PA 6 zeigen ein vergleichbares Bild.  
Gegenüber Polyamiden wurde für Polypropylen ein veränderter Erstarrungsmecha-
nismus festgestellt. Basierend auf der chemischen Struktur von PP und dem daraus 
resultierenden Mangel an funktionellen Gruppen, liegen keine Wasserstoffbrücken-
bindungen oder starke physikalische Wechselwirkungen vor, die eine Keimbildung 
wie bei Polyamiden begünstigen. Daraus folgend kann keine gerichtete Erstarrung 
beobachtet werden. Die Erstarrung setzt meist am Rand der Schmelzzone ein, was 
wiederrum einem Fortschritt der Erstarrungsfront in Richtung des Temperaturgradi-
enten entspricht. Diese folgt allerdings keinem gleichmäßigen Muster, sondern setzt 
sich chaotisch fort wie Abbildung 5-23 an einem Beispiel verdeutlicht. Zum Zeitpunkt 
t = 13,0 s ist der Laserstrahl bereits 3 s deaktiviert und es liegt noch eine Schmelz-
zone vor. Die Erstarrung setzt am Rand der Schmelzzone ein und schreitet für ver-
schiedene Positionen ungleichmäßig voran (t = 13,5 s). So kommt es in der Mitte der 
Schmelzzone zu einer schnelleren Ausbreitung der Erstarrungsfront als in den Rand-
bereichen, wodurch das erstarrte Material die Grenzfläche zu deutlich unterschiedli-
chen Zeitpunkten erreicht (t = 14,0…15,0 s). Eine Quantifizierung der Erstarrungsge-
schwindigkeit oder -zeit ist an dieser Stelle im Halbschnittversuchsstand nicht zielfüh-
rend, da aufgrund des Wärmestaus deutlich verlangsamte Vorgänge gegenüber den 
Punktverbindungen vorliegen.  
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Abbildung 5-23 Beispielhafte Erstarrung bei Polypropylen (PL = 750 W, tL = 10 s) 
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5.1.7 Modellhafte Beschreibung von Ausbildung und Erstarrung der 
Schmelzzone 
Die bisherigen Erkenntnisse können in eine Modellvorstellung zur zeitlichen Ausbil-
dung der Schmelzzone überführt werden. Diese ist vereinfachend in Abbildung 5-24 
zusammengefasst, die zugrundeliegenden Mechanismen sind dabei auch auf andere 
Energieträger anwendbar.  
a) Prozessbeginn (t = 0)























 Gz: Temperaturgradient in z-Richtung
 Gx: Temperaturgradient in x-Richtung
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Abbildung 5-24 Modellvorstellung der Schmelz- und Erstarrungsvorgänge innerhalb der Füge-
zone 
Im Wärmeleitungsfügen wird die Leistung über die äußere Metalloberfläche einge-
bracht (a), der Kunststoff wird mit kurzer Verzögerungszeit aufgrund der Wärmelei-
tung erwärmt und wird mit Erreichen des Schmelzintervalls ausgehend von der Grenz-
fläche geschmolzen. Das Wachstum des Schmelzzonendurchmessers ist aufgrund 
der höheren Wärmeleitfähigkeit des Metalls gegenüber dem Kunststoff schneller als 
in Richtung der Schmelzzonendicke (b). Aufgrund der Temperaturverteilung im Kunst-
stoff liegt innerhalb der Schmelzzone partiell geschmolzener sowie vollständig ge-
schmolzener Kunststoff vor, der eine vollständige Strukturfüllung selbst bei kurzen 
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Fügezeiten ermöglicht. Mit Ende der Fügezeit wird der Laserstrahl deaktiviert, die ma-
ximale Größe der Schmelzzone wird kurze Zeit später erreicht (c). Die Erstarrung be-
ginnt aufgrund des großen Temperaturgradienten am Übergang Schmelzzone-
Grundwerkstoff. In Abhängigkeit der funktionellen Gruppen des Kunststoffes und der 
daraus folgenden Wechselwirkungen auf die Keimbildung und Kristallisation schreitet 
die Erstarrungsfront entweder sehr gleichmäßig oder unregelmäßig voran (d). Die Er-
starrung ist nach hinreichend langen Abkühlzeiten abgeschlossen (e).  
Ausgehend von diesen grundlegenden Vorgängen beim Schmelzen und Erstarren in-
nerhalb der Fügezone können weitergehende Untersuchungen durchgeführt werden, 
die einen Rückschluss der vorliegenden Mechanismen auf die Strömungen innerhalb 
der Fügezone liefern.  
5.1.8 Strömungen innerhalb der Fügezone 
Innerhalb der Schmelzzone können sich Strömungen der Kunststoffschmelze ausbil-
den, die auf Basis des Halbschnittversuchsstandes im Experiment ermittelt und durch 
phänomenologische Betrachtung nachvollzogen werden können. Diese sind auf die 
Volumenzunahme des Kunststoffes in Abhängigkeit der Temperatur, der möglichen 
Blasenbildung sowie den wirksamen Fügedruck am Übergang Überlapp-Grundwerk-
stoff zurückzuführen. Aufgrund der Untersuchung mit vollständiger Überlappbreite 
(siehe 0) für Punktverbindungen wird der letztgenannte Einfluss ausgeschlossen. Ge-
genüber konventionellen Schmelzschweißverfahren, bspw. dem Laserstrahlwärme-
leitungsschweißen, wird mangels einer freien Oberfläche keine Marangoni-Konvek-
tion vorliegen.  
Grundsätzlich können zwei Mechanismen unterschieden werden: Einerseits gleich-
mäßig auftretende Schmelzbadbewegungen, andererseits lokal auftretende Impulse, 
die eine unregelmäßige Bewegung des Schmelzbades verursachen. Gleichmäßig 
auftretende Schmelzbadbewegung werden durch die Zunahme des spezifischen Vo-
lumens in Abhängigkeit der Temperatur verursacht. Insbesondere im Phasenüber-
gang fest-flüssig, d. h. im Intervall zwischen der Anfangstemperatur Tim und der End-
temperatur Tem des Schmelzintervalls, kommt es zu einer absoluten Volumenzu-
nahme von ca. 4-6 %. Abbildung 5-25 stellt das spezifische Volumen anhand unter-
schiedlicher Werkstoffe dar. Zur besseren Vergleichbarkeit der verschiedenen Kunst-
stoffe wurde das spezifische Volumen auf die Anfangstemperatur Tim des Schmelzin-
tervalls bezogen. Beispielsweise für PA 6 steigt das relative spezifische Volumen von 
ca. 0,9 bei 25 °C (∆T = -166 K zu Tim) auf ca. 1,1 bei 280 °C (∆T = +91 K zu Tim). Die 
Darstellung verdeutlicht insbesondere diese Volumenzunahme mit Beginn der Pha-
senumwandlung oberhalb Tim. Zu berücksichtigen ist, dass Tim für die betrachteten 
Werkstoffe jeweils bei unterschiedlichen Temperaturen liegt, womit die absolute Vo-
lumenzunahme für verschiedene Werkstoffe nicht konstant ist.  









































Abbildung 5-25  Normiertes spezifisches Volumen in Abhängigkeit der Temperaturdifferenz zur 
Anfangstemperatur Tim des Schmelzintervalls (Materialdaten: [Aut17]) 
Ausgehend von den benannten Mechanismen entsteht ein Strömungsfeld innerhalb 
der Schmelzzone. Dieses ist einerseits durch den festen Grundwerkstoff und ande-
rerseits durch das Metall an der Grenzfläche in seiner Ausbreitung begrenzt.  
Durch den Halbschnittversuchsstand kann der Einfluss der zeitabhängigen Bewe-
gung des schmelzflüssigen Materials erfasst werden. Abbildung 5-26a stellt die Seite 
der Schmelzzone für zwei Zeitpunkte dar. Einerseits zum Abschaltzeitpunkt des La-
serstrahls (t = tL = 10 s), andererseits für das vollständig erstarrte Material beim letzt-
möglichen Aufnahmezeitpunkt (t = 21 s). Zum Zeitpunkt t = 10 s ist die Schmelzzone 
gegenüber der festen Phase von PP sowie dem Aluminium (EN AW 6082) gut erkenn-
bar. Trotz des vollständigen Überlapps stehen beide Werkstoffe nicht vollflächig in 
Kontakt. Dieser Effekt beruht auf der beschriebenen Volumenzunahme im Phasen-
übergang, woraus ein Spalt zwischen Kunststoff und Metall resultiert, der nur von 
schmelzflüssigem Material überrückt ist. Der Wärmeübergang durch Wärmeleitung ist 
damit auch auf diesen Bereich begrenzt.  
Neben der Entstehung des Spaltes kann auch eine Verschiebung der Grenzfläche 
während des Prozesses beobachtet werden. Im Schmelzvorgang wandert die Grenz-
fläche in Richtung Aluminium, wobei die resultierende Kraft dem Spannmittel entge-
gen wirksam wird (t = 10 s). Während der Abkühlphase bzw. Erstarrung nähert sich 
die Grenzfläche wieder der Ausgangslage an (t = 21 s). Die Bildauswertung erlaubt 
dabei auch eine quantitative Analyse der Grenzflächenposition, wobei der Ausgangs-
zustand zum Zeitpunkt t = 0 s als Referenz dient. Abbildung 5-26b stellt diese zeitab-
hängige Verschiebung der Grenzfläche für einen exemplarischen PP-EN AW 6082-
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Verbund dar. Mit steigender Fügezeit nimmt die Verschiebung der Grenzfläche auf-
grund der Volumenzunahme im Kunststoff zu. Nach ca. 10 s ist ein Maximum von 
ca. 53 µm erreicht. Der zeitliche Verlauf korreliert dabei mit dem Energieeintrag des 
Laserstrahls, d. h. die Verschiebung der Grenzfläche folgt dem Fügeprozess und fin-
det zwischen Einschaltzeitpunkt (t = 0 s) und Abschaltzeitpunkt (t = 10 s) des Laser-
strahls statt. Während der Abkühlung und Erstarrung wird die Grenzfläche in Richtung 
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Abbildung 5-26 a) Volumenzunahme der Schmelzzone (Position: Seite Schmelzzone) und b) 
zeitabhängige Verschiebung der Grenzfläche während des Fügeprozesses 
(PL = 1000 W, tL = 10 s) 
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Aus fertigungstechnischer Sicht kann bei allen Kunststoffen eine bleibende Verschie-
bung von wenigen Mikrometern festgestellt werden, die auf eine dauerhafte Volumen-
zunahme hindeutet, da keine Veränderung der Blechgeometrie festgestellt werden 
konnte. Referenzierende Untersuchungen an Punktverbindungen zeigen für PP 
(tL = 5 s, blasenfreie Schmelzzone) im Verbund mit unstrukturierten Blechen eine blei-
bende Volumenzunahme von ca. 0,7 % ± 0,2 %. Bei auftretender Blasenbildung 
konnte für PA 6.6 (tL = 10 s) eine Volumenzunahme von bis zu 6,6 % festgestellt wer-
den. Ein gesteigerter Anteil der amorphen Phase kann durch die thermische Analyse 
in 5.1.15 als Ursache ausgeschlossen werden. Veränderungen der anteiligen Kristall-
modifikation können ebenfalls einen Einfluss darstellen, bspw. nimmt die Dichte für 
die Umwandlung einer reinen α- in eine γ-Modifikation bei PA 6 um ca. 1,8 % zu (siehe 
2.2.1). Die für Punktverbindungen durchgeführten XRD-Analysen (siehe 5.1.15) zei-
gen diese Umwandlung bei PA 6, allerdings müsste damit eine Abnahme des Volu-
mens einhergehen. Da alle betrachteten Kunststoffe unterschiedliche Kristallmodifi-
kationen mit jeweils anderen Eigenschaftsprofilen aufweisen, eine Volumenzunahme 
aber für alle untersuchten Thermoplaste auftritt, wird ein herstellungsbedingter Ein-
fluss für wahrscheinlich gehalten. Ein möglicher Erklärungsansatz ist die im Herstel-
lungsprozess eingebrachte Orientierung der Makromoleküle im Randschichtbereich. 
Diese kann während des Schmelzvorganges aufgehoben werden, woraus sich ein 
Schwellen des Kunststoffes und ein erhöhtes spezifisches Volumen gegenüber dem 
angrenzenden Grundwerkstoff ergibt (siehe 2.2.4).  
Die Volumenzunahme der Werkstoffe kann auch im Fügeprozess für Punktverbindun-
gen anhand integrierter Kraftmessdosen im Spannmittel (siehe 4.1.2) nachvollzogen 
werden. Abbildung 5-27 stellt die Kraftzunahme ∆F ausgehend von der Spannkraft 
Fspann zum Prozessstart dar. Mit Beginn des Fügeprozesses kommt es zu einer deut-
lichen Kraftzunahme aufgrund der thermischen Ausdehnung der Werkstoffe, insbe-
sondere durch den Phasenübergang fest-flüssig. Bei Ende des Fügeprozesses kann 
eine Zunahme von ca. 35 N…40 N gegenüber dem Ausgangsniveau ermittelt werden. 
Die Spannelemente sind dabei am Rand des Überlapps (siehe 4.1.2) positioniert. Das 
Temperaturfeld breitet sich aufgrund der Wärmeleitung verzögert in Richtung der 
Spannelemente aus, woraus eine Kraftzunahme aufgrund der thermischen Ausdeh-
nung auch nach dem Ende des Fügeprozesses festzustellen ist. Im Maximum werden 
ca. 70 N erreicht. Mit der Abkühlung nimmt die Kraft gegen einen Grenzwert (Endni-
veau ∆F, Bestimmung mit Messdauer von 3600 s) ab, ohne auf das Ausgangsniveau 
abzufallen. Im gezeigten Beispiel bleibt eine zusätzliche Last von ca. 38 N zurück, da 
die Grenzfläche dauerhaft verschoben ist (siehe Abbildung 5-26b). Der Effekt ist für 
alle untersuchten Werkstoffe nachweisbar, hängt allerdings von einem entsprechen-
den Schmelzvolumen und der Temperaturverteilung ab.  
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Abbildung 5-27 Kraftmessung auf Fügeversuch an Punktverbindungen (EN AW 6082 mit PP, 
PL = 1000 W, tL = 10 s)  
Es ist davon auszugehen, dass der Fügedruck zum Zeitpunkt des Prozessstarts an-
liegen muss, um einen Wärmeübergang zwischen beiden Werkstoffen sicherzustel-
len, während die Volumenzunahme aufgrund der thermischen Ausdehnung bzw. des 
Phasenübergangs die Strukturfüllung der Metalloberfläche wesentlich unterstützt.  
Ausgehend von diesem Phänomen entstehen unterschiedliche Einflüsse auf den Fü-
geprozess. Erstens wird der Wärmeübergang zwischen beiden Fügepartnern im Be-
reich der ausgebildeten Schmelzebrücke positiv beeinflusst. Zweitens kann die Volu-
menzunahme der Schmelze eine bessere Füllung der Oberflächenstrukturen ermög-
lichen, da die Schmelze selbst den Druck aufbaut.  
Darauf aufbauend folgt eine weitergehende Betrachtung zum Einfluss der Werkstoff-
konditionierung (Lagerung an Umgebungsatmosphäre/getrocknet) auf die Schmelz-
badbewegung. Die getrockneten Werkstoffe (siehe 4.1.4) sind in den Abbildungen je-
weils durch eine entsprechende Beschriftung gekennzeichnet. Abbildung 5-28 stellt 
die Seite der Schmelzzone für die Werkstoffe PP, PA 6 sowie PA 6 (getrocknet) dar, 
woraus sich eine allgemeine Beschreibung der Phänomene ableiten lässt. In allen 
Fällen kommt es durch die Volumenzunahme der Schmelzzone zur Bildung eines 
Spaltes zwischen Kunststoff und Metall, der nur im Bereich der Schmelzzone durch 
flüssiges Material überbrückt wird (Abbildung 5-28a-c). Bei Werkstoffen, die an Um-
gebungsatmosphäre gelagert sind, kann wasserdampfbasierte Blasenbildung beo-
bachtet werden, die gegenüber trockenen Materialien zu einer weiteren Volumenzu-
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nahme führt und schmelzflüssigen Kunststoff in den Spalt hineinströmen lässt (Abbil-
dung 5-28b, Fließfront). Lokal auftretende Impulse verursachen unregelmäßige 
Schmelzbadbewegungen und werden durch die Entstehung, die Vereinigung oder 
dem Ausgasen von Blasen aus der Fügezone verursacht. Eine detaillierte Betrach-
tung der Blasenbildung wird in Kapitel 5.1.10 vorgenommen.  
Die dynamische Bewegung des Schmelzbades beeinflusst dabei auch das resultie-
rende Benetzungsverhalten der Kunststoffschmelze an der Metalloberfläche, was an-
hand des Kontaktwinkels zwischen Kunststoff und Metalloberfläche nachvollzogen 
werden kann.  
Der Kontaktwinkel wird als charakteristische Kenngröße für das Benetzungsverhalten 
herangezogen und verdeutlicht die Wirkung des dynamischen Eindringverhaltens des 
Materials in den Spalt (Abbildung 5-28d). Der sich ausbildende Kontaktwinkel hängt 
vorrangig von den wirksamen physikalisch-chemischen Wechselwirkungen zwischen 
Kunststoff und Metall ab. Für PP und getrocknetes PA 6 wächst die Schmelzzone 
gleichmäßig an, ohne plötzliche Auswirkungen durch Blasenbildung. Aus der unter-
schiedlichen chemischen Struktur der Werkstoffe resultieren unterschiedliche Grenz-
flächenspannungsverhältnisse. So zeigt trockenes PA 6 aufgrund der funktionellen 
Gruppen sowie der Dipolcharakteristik einen wesentlich geringeren Kontaktwinkel 
(≪ 90°) als PP (≫ 90°, siehe Abbildung 5-28a, c). Demgegenüber ist an Umgebung-
satmosphäre gelagertes PA 6 aufgrund des hochdynamischen Verhaltens der 
Schmelze nicht in der Lage, einen gleichmäßigen Kontaktwinkel auszubilden.  
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Abbildung 5-28 Schmelzeaustrieb und Benetzung der Metalloberfläche (PL = 1000 W, tL = 10 s) 
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Abbildung 5-29 zeigt die Abhängigkeit der Werkstoffkonditionierung für unterschiedli-
che Werkstoffzustände aller untersuchten Polymere und verdeutlicht die wirksamen 
Schmelzbadströmungen. Die Ausbildung des Kontaktwinkels für getrocknete Werk-
stoffe in Abbildung 5-29a ist für alle betrachten Werkstoffe konsistent, d. h. bei polaren 
Kunststoffen (PA 6, PA 6.6) bildet sich gegenüber unpolaren Kunststoffen (PP) ein 
kleinerer Kontaktwinkel aus, was die strukturabhängigen Wechselwirkungen zwi-
schen Kunststoffschmelze und Metalloberfläche verdeutlicht. Dabei findet die Benet-
zung nicht über die volle Fläche der Schmelzzone oder in den Spalt hinein statt, statt-
dessen bildet sich die Schmelzebrücke zurückgezogen in Richtung Schmelzzonen-
mitte aus. Die Wärmeleitung kann dabei auch nur in diesem Bereich stattfinden. Die-
ses Verhalten wird auf die Oberflächenflächenspannung der Schmelze sowie die ge-
ringere Beweglichkeit der Molekülketten im partiell geschmolzenen Bereich zurück-
geführt, die jeweils in der geringeren Temperatur begründet ist. Ohne zusätzliche wir-
kende Impulse durch Blasenbildung bzw. -expansion kann die Schmelze dabei nicht 
in den Spalt vordringen.  
Eine Strömung in Form des Schmelzeaustriebs wird durch wasserbedingte Blasenbil-
dung verursacht und ist für PA 6 und PA 6.6, die zur Wasseraufnahme fähig sind, 
vergleichbar (b). Die beschriebenen Mechanismen zu Kontaktwinkel sowie Schmel-
zeaustrieb sind aufgrund der betrachteten Werkstoffe und ihrer Zustände auf weitere 
Materialien übertragbar.  
a) b) 
PP
PA 6.6 PA 6.6




















Abbildung 5-29 Materialographisches Schliffbild in Falschfarben zur Darstellung der Abhängig-
keit der Werkstoffkonditionierung für a) getrocknet und b) an Umgebungsat-
mosphäre gelagert (PL = 1000 W, tL = 10 s) 
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Der entstehende Spalt muss ggf. für die konstruktive Auslegung der Hybridverbunde 
berücksichtigt werden, bspw. um das Eindringen von Medien in die Fügezone bei 
Punktverbindungen zu verhindern. Eine Vermeidung des Spaltes kann durch die Ver-
wendung begrenzter Überlappbreiten herbeigeführt werden, wenn in diesem Bereich 
eine vollständige Anbindung zwischen den Werkstoffen besteht. Positiv hervorzuhe-
ben ist die Volumenzunahme des Kunststoffes beim Phasenübergang fest-flüssig, der 
einen deutlichen Einfluss auf den wirksamen Fügedruck nimmt und die Füllung der 
Metalloberfläche durch Kunststoff maßgeblich unterstützt, während der von außen 
wirkende Fügedruck vorrangig einen Kontakt zwischen beiden Werkstoffen zu Pro-
zessbeginn sicherstellen muss. Ausgehend von diesen Erkenntnissen wird eine Mo-
dellvorstellung der Strömungen innerhalb der Fügezone abgeleitet.  
5.1.9 Modellhafte Beschreibung der Strömungen innerhalb der 
Fügezone 
Die Strömungen innerhalb der Fügezone werden in Abbildung 5-30 zusammenfas-
send dargestellt. Ausgehend von dem Energieeintrag über die Metalloberfläche im 
Wärmeleitungsfügen (a) erfolgt der Wärmeübergang an der Grenzfläche Metall-
Kunststoff und resultiert in einem Schmelzen des thermoplastischen Werkstoffes. 
Durch die Phasenumwandlung fest-flüssig im Kunststoff kommt es zu einer deutlichen 
Volumenzunahme (b). Diese führt zu veränderten Druckverhältnissen innerhalb der 
Fügezone und verursacht eine Bewegung der Schmelze in Richtung Metall, die der 
Einspannvorrichtung entgegenwirkt und zu einem Spalt bzw. einer Verschiebung der 
Grenzfläche führt. Dieser Effekt kann die Füllung von Strukturen innerhalb der Metall-
oberfläche unterstützen.  
Bei gleichzeitig auftretender Blasenbildung kommt es zu einer wesentlich vergrößer-
ten Dynamik, d. h. die Schmelze wird aufgrund der Volumenzunahme in der Gas-
phase auch in den Spalt zwischen beiden Werkstoffen hineingetrieben bzw. erfährt 
unregelmäßige Impulse durch das dynamische Verhalten der Blasen (b). Demgegen-
über verhält sich eine trockene bzw. blasenfreie Schmelzzone wesentlich ruhiger und 
ist aufgrund der temperaturabhängigen Viskosität weiter in Richtung Schmelzzonen-
mitte zurückgezogen. Die Wärmeleitung zwischen beiden Fügepartnern ist jeweils auf 
den direkten Kontaktbereich zwischen Metall und Schmelzzone begrenzt. Während 
der Abkühlung und Erstarrung (c) nimmt das Volumen wieder ab, d. h. auch der Spalt 
wird reduziert (c). Nach der Erstarrung und der Abkühlung auf Raumtemperatur bleibt 
ein Restspalt aufgrund einer dauerhaften Volumenzunahme zurück (d).  
114 5 Ergebnisse und Diskussion 
 
a) Prozessbeginn (t = 0)
b) während des Fügeprozesses (0   t   tL)
c) während der Abkühlung und Erstarrung (t > tL)
d) nach der Erstarrung (t >> tL)
Kunststoff


























ohne Blasenbildung mit Blasenbildung
Schmelzzone
 
Abbildung 5-30  Strömungen innerhalb der Fügezone unter Berücksichtigung der Blasenbildung  
5.1.10 Entstehung und Verhalten von Blasen in der Fügezone 
Ausgehend von den Beobachtungen im Strömungsverhalten soll die Entstehung so-
wie der Einfluss der Blasenbildung auf den Fügeprozess näher betrachtet werden. 
Die Mechanismen der Blasenbildung können entsprechend dem Stand der Technik 
durch thermische Degradation sowie der Verdampfung des im Kunststoff gelösten 
Wassers während des Fügeprozesses erklärt werden (siehe 2.1.8). Zur orts- und zeit-
aufgelösten Entstehung der Blasen liegen demgegenüber keine gesicherten Erkennt-
nisse vor.  
In der Schmelzzone können drei Entstehungsmechanismen identifiziert werden. Die 
Blasenbildung findet auf Keimstellen, d. h. der Grenzfläche bzw. künstlich eingebrach-
ten Feststoffpartikeln, oder an Keimen, d. h. Gasanteilen in der Schmelze aufgrund 
des verdampfenden Wassers, statt (siehe 2.1.8). Abbildung 5-31 zeigt diese drei Me-
chanismen anhand von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen aus dem Halbschnittver-
suchsstand.  
Mit zunehmender Fügezeit (t = 4 s…5 s) entstehen Blasen an den Keimstellen, d. h. 
der Grenzfläche sowie künstlich eingebrachten Keimen. Die Blasen an der Grenzflä-
che lösen sich dabei nicht in Richtung Schmelzzone ab, sondern breiten sich in ent-
lang der Grenzfläche aus und unterliegen gleichzeitig einer hohen Dynamik aufgrund 
überlappender Effekte von Blasenbildung, der Vereinigung von zwei oder mehr Bla-
sen sowie einem laufenden Ausgasen an der Grenzfläche. Die Grenzfläche wird auch 
als Entstehungsort für zersetzungsbedingte Blasenbildung angenommen, da dort die 
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höchsten Temperaturen innerhalb der Schmelzzone auftreten. Die an künstlichen Kei-
men gebildeten Blasen dehnen sich vorrangig in Richtung Grenzfläche aus. Weiter 
bilden sich in der Schmelzzone Blasen an beliebigen Positionen, ohne dass eine er-
sichtliche Keimstelle vorliegt (t = 7 s). Das kann auf die Keimbildung auf Basis von 
verdampfendem Wasser in der Schmelzzone zurückgeführt werden. Wiederrum 
kommt es zur Expansion der gebildeten Blasen in Richtung der Grenzfläche 
(t = 7 s…9 s).  




t = 7,0 s 150 µm
Blasen-
wachstum

















Abbildung 5-31 Blasenbildung im Fügeprozess (PL = 1000 W, tL = 10 s) 
Die Expansion der Blasen in Richtung Grenzfläche tritt dabei losgelöst von der Fü-
geanordnung auf, was durch einen inversen Aufbau des Halbschnittversuchsstandes 
verifiziert werden konnte. Ein vergleichbares Expansionsverhalten der Blasen kann 
für das Metall (Abbildung 5-32a) sowie den Kunststoff (Abbildung 5-32b) als oberen 
Fügepartner nachvollzogen werden. Damit wird ein signifikanter Einfluss der Auf-
triebskraft auf die Blasenbewegung ausgeschlossen. Demgegenüber kann das Ver-
halten anhand vorliegender Gradienten der Viskosität, der Oberflächenspannung so-
wie der Dichte innerhalb der Schmelzzone erklärt werden. Diese Einflussgrößen wur-
den im Stand der Technik auf die Bewegung von Gasblasen in Flüssigkeiten beschrie-
ben (siehe 2.1.8). Durch den Wärmeübergang zwischen Metall und Kunststoff bildet 
sich ein Temperaturfeld aus, dessen Maximaltemperaturen an der Grenzfläche auf-
treten. Durch die in Richtung der Grenzfläche ansteigenden Temperaturen reduzieren 
sich Oberflächenspannung, Dichte und Viskosität, wodurch die Blasenexpansion dort-
hin unterstützt wird und deshalb immer unabhängig von der Fügeanordnung auftritt.  
116 5 Ergebnisse und Diskussion 
 
In den bisherigen Betrachtungen überlagern sich die Effekte von Wasserdampf und 
thermischer Zersetzung des Kunststoffes, deren Einfluss auf die Blasenbildung nach-
folgend abgegrenzt wird.  
a) 
t = 5,500 s
b) 
Grenzfläche
150 µm t = 5,600 s 150 µm t = 5,700 s 150 µm t = 5,800 s 150 µm











Abbildung 5-32 Unabhängigkeit der Blasenexpansion in Richtung Grenzfläche von der Anord-
nung der oberen Fügepartners im Wärmeleitungsfügen für a) Metall-Kunststoff 
Anordnung und b) Kunststoff-Metall-Anordnung (PL = 1000 W, tL = 10 s) 
Die Blasenbildung aufgrund von Zersetzung konnte ebenfalls im Halbschnitt anhand 
von getrockneten Kunststoffproben nachvollzogen werden. Dabei kommt es nur nach 
einem hohen Energieeintrag, d. h. hohen Laserstrahlleistungen sowie langen Füge-
zeiten, zur thermischen Degradation.  
Die Degradation des Kunststoffes beginnt am Ort der höchsten thermischen Belas-
tung, d. h. die Blasenbildung aufgrund von thermischer Zersetzung beginnt an der 
Grenzfläche. Abbildung 5-33 zeigt einen Bildausschnitt im Übergangsbereich Metall-
Kunststoff. Gegenüber wasserdampfbasierten Blasen findet die Zersetzung erst nach 
längeren Zeiten (t = 8 s) und für hinreichend hohe Temperaturen statt, während die 
restliche Schmelzzone im betrachteten Zeitintervall keine Fehlstellen aufweist. Dar-
über hinaus unterliegen die zersetzungsbedingten Blasen einer deutlich reduzierten 
Dynamik, da kein Ausgasen stattfindet sowie keine Vereinigung mit benachbarten 
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Blasen in den betrachteten Fügezeiten festgestellt werden kann. Eine mögliche Be-
gründung kann in unterschiedlichen Grenzflächenspannungsverhältnissen sowie der 
Blasengröße gegenüber wasserbasierten Blasen liegen, da sich eine nahezu sphäri-
sche Form während der Entstehung ausbildet.  




t = 8,000 s 125 µm
Blasenbildung
t = 9,000 s 125 µm
Blasenwachstum





Abbildung 5-33 Blasenbildung an der Grenzfläche bei getrockneten Werkstoffen durch thermi-
sche Degradation (PL = 1000 W, tL = 10 s) 
Ausgehend vom Modell der Fügezone (siehe 0) wird die zersetzungsbedingte Blasen-
bildung auf die Überschreitung der Zersetzungstemperatur Tz zurückgeführt, ab der 
es zur thermischen Degradation des Kunststoffes kommt (siehe 5.1.1). Zur Validie-
rung dieser Annahme wird ein Vergleich der experimentellen Ergebnisse mit der nu-
merischen Simulation herangezogen.  
Abbildung 5-34 stellt die experimentellen Ergebnisse eines PA 6.6-EN AW 6082-Ver-
bundes mit dem Verlauf der Isothermen aus der numerischen Simulation für eine Fü-
gezeit von tL = 10 s gegenüber. Die Aufnahme bildet die Draufsicht der Schmelzzone 
von getrocknetem PA 6.6 in der Ebene der Grenzfläche ab (links), nachdem der Hyb-
ridverbund mechanisch getrennt wurde. Das Erscheinungsbild der Schmelzzone ist 
einerseits durch die Bruchfläche gekennzeichnet, andererseits durch die Benetzung 
der unstrukturierten Metalloberfläche (Abdruck der parallelen Strukturen der Walzrich-
tung im Kunststoff). Die Schmelzzone wird dem Verlauf der Isothermen an der Grenz-
fläche für drei Temperaturen gegenübergestellt (rechts): Einerseits der Zersetzungs-
temperatur Tz für einen Vergleich mit dem Bereich der thermischen Degradation, an-
dererseits dem Ende (Tem) und dem Beginn des Schmelzintervalls (Tim) für einen Ver-
gleich der äußeren Schmelzzonengeometrie.  
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Die Ergebnisse verdeutlichen eine sehr gute Übereinstimmung der Geometrie für 
Schmelzzone und Simulation (Tim). Während des Prozesses tritt die höchste thermi-
sche Belastung im Mittelpunkt der Fügestelle auf, die zur thermischen Schädigung 
des Kunststoffes führen kann. Dieser Bereich, in dem es zur zersetzungsbedingten 
Blasenbildung kommt, kann mit der Isotherme der Zersetzungstemperatur Tz korreliert 
werden. Die Blasenbildung findet dort nicht gleichförmig statt, d. h. in der Mitte der 
Fügezone treten aufgrund der höheren thermischen Belastung des Kunststoffes grö-
ßere Blasen als im Randbereich der Isotherme Tz auf. Die Zersetzungstemperatur Tz 
kann damit vereinfacht als Anhaltspunkt für die Ableitung der zulässigen Maximaltem-
peratur genutzt werden, allerdings bestehen auch Wechselwirkungen der thermi-
schen Zersetzung mit Heizrate, Verweildauern unter erhöhten Temperaturen oder 
Umgebungsbedingungen (siehe 2.1.8).  
1000 µm
Experiment
Schmelzzone an der Grenzfläche
Simulation 



















Abbildung 5-34 Gegenüberstellung Simulation und Experiment zur zersetzungsbedingten Bla-
senbildung (tL = 10 s, PL = 1000 W, PA 6.6 getrocknet mit EN AW 6082, Drauf-
sicht auf Kunststoff nach mechanischer Trennung vom unstrukturierten Metall)  
Neben der Entstehung der Blasen treten im Verlauf des Fügeprozesses weitere Phä-
nomene auf. Abbildung 5-35 zeigt den Bereich der Grenzfläche sowie die Schmelz-
zone von PA 6 zum Abschaltzeitpunkt des Laserstrahls (t = tL = 2 s). Die wasser- und 
zersetzungsbedingten Blasen treten an der Grenzfläche sowie in der Schmelzzone 
auf. Mit Beginn der Abkühlung bzw. Erstarrung bewegt sich die Grenzfläche aufgrund 
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der Volumenabnahme zurück in Richtung Schmelzzone (siehe 0). Durch diese Ver-
schiebung gasen kleinere, an der Grenzfläche befindliche Blasen aus (t = 2,3…2,4 s). 
Größere Blasen, die in der Schmelzzone gebildet wurden, werden durch die voran-
schreitende Erstarrung (ab t = 2,4 s) von unten beginnend in ihrer Position gehalten. 
Zuvor kann bereits eine beginnende Einschnürung dieser Blasen an der Grenzfläche 
festgestellt werden. Es wird angenommen, dass sich die Grenzflächenspannungsver-
hältnisse zwischen Metalloberfläche, Schmelze und Blase durch die Abkühlung so 
verändern, dass die Bildung einer sphärischen Geometrie der Blasen den energetisch 
günstigsten Energiezustand des Gesamtsystems darstellt.  
t = 4,000 s 250 µm
t = 2,600 s 250 µm
t = 2,700 s 250 µm








t = 2,300 s 250 µm
beginnende Ausgasung
t = 2,100 s 250 µm
Blasen an der Grenzfläche







Abbildung 5-35 Verhalten von Blasen während der Abkühlung und Erstarrung (PL = 1000 W, 
tL = 2 s) 
120 5 Ergebnisse und Diskussion 
 
t = 8,000 s
t = 9,000 s
t = 10,200 s
t = 10,600 s












t = 6,000 s 125 µmPA 6 - getrocknet
quasi blasenfreie 
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t = 10,300 s 125 µm










































t = 0 s
t = 10 s
 
Abbildung 5-36 Verhalten von zersetzungsbedingten Blasen bis einschließlich Abkühlung und 
Erstarrung (PL = 1000 W, tL = 10 s) 
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Demgegenüber verdeutlichen die zersetzungsbedingten Blasen in trockenen Werk-
stoffen bzw. Werkstoffen ohne Wasseraufnahme ein abweichendes Verhalten. Wie 
beschrieben setzt die Blasenbildung zu späteren Zeitpunkten an der Grenzfläche mit 
Überschreitung der Zersetzungstemperatur Tz ein (Abbildung 5-36, t = 6 s…9 s). Mit 
beginnender Abkühlung kommt es zur Einschnürung an der Grenzfläche (t = 10,2 s). 
Wiederrum wird eine temperaturabhängige Veränderung der Grenzflächenspan-
nungsverhältnisse als ursächlich angenommen. Ein Ausgasen kann nicht festgestellt 
werden, was auf stärkere Wechselwirkungen zwischen Zersetzungsprodukten der 
Blase und der Schmelze hindeuten kann, als es bei wasserdampfhaltigen Blasen der 
Fall ist. Letztendlich lösen sich die Blasen von der Grenzfläche ab bzw. der Kunststoff 
benetzt die Oberfläche im Bereich der Blase, wodurch ein mit thermoplastischem 
Werkstoff gefüllt Spalt entsteht (siehe auch 2.1.8).  
Gegenüber dem Stand der Technik ist festzuhalten, dass die Blasen nur in seltenen 
Fällen – bei einer Entstehung in der Schmelzzone – einen Druck auf den Kunststoff 
zur besseren Füllung der Oberflächenstrukturen ausüben können. Darüber hinaus ist, 
insbesondere bei wasserdampfbasierten Blasen, eine hohe Dynamik von Entstehung, 
Vereinigung und Ausgasen nachzuvollziehen. Diese Mechanismen können ggf. auch 
für andere Phänomene Anwendung finden, bspw. für das Ausgasen von Reaktions-
produkten, bspw. bei der Entstehung von Titankarbid, das in PET-Ti-Verbunden nach-
gewiesen wurde (siehe 2.1.6.1). Die durch Hochgeschwindigkeitsaufnahmen erlang-
ten Erkenntnisse zu Entstehung, Dynamik und Verhalten der Blasen werden nachfol-
gend auf eine Modellvorstellung übertragen.  
5.1.11 Modellhafte Beschreibung von Blasenbildung und -verhalten 
Abbildung 5-37 stellt die Blasenbildung in Abhängigkeit des Kunststoffs dar. Beide 
Fügepartner sind zu Prozessbeginn in Kontakt an der Grenzfläche, der Laserstrahl 
wird auf die Metalloberfläche fokussiert (a) und bringt im Zeitintervall von 0 bis tL Leis-
tung ein. In der durch den Wärmeübergang entstehenden Schmelzzone bilden sich 
für Thermoplaste mit Wassergehalt oder vergleichbar schnell flüchtigen Stoffen un-
mittelbar Blasen im Bereich der Grenzfläche. Die an der Grenzfläche entstehenden 
Blasen können auch den Wärmeübergang vom Metall in den Kunststoff behindern 
bzw. begrenzen (siehe 5.1.3). Darüber hinaus bilden sich Blasen innerhalb der 
Schmelzzone sowie an künstlichen Keimen, bspw. Schmutzpartikeln. Die wasserba-
sierten Blasen unterliegen einer großen Dynamik, d. h. sie entstehen, gasen aus oder 
vereinigen sich innerhalb von sehr kurzen Zeiten. Die Blasenbewegung bzw. -expan-
sion innerhalb der Schmelze erfolgt während des Aufheizens aufgrund des Tempera-
turgradienten immer in Richtung der Grenzfläche (b, c).  
Mit Überschreitung der Zersetzungstemperatur Tz weisen auch Kunststoffe ohne ge-
löstes Wasser Blasenbildung auf. Aufgrund der Temperaturverteilung innerhalb der 
Fügezone entstehen die zersetzungsbedingten Blasen an der Grenzfläche in der Mitte 
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der Schmelzzone (c). Während der Abkühlung (d) beginnen die zersetzungsbeding-
ten Blasen sich aufgrund temperaturabhängiger Grenzflächenspannungsverhältnisse 
einzuschnüren und sich mit zunehmender Zeit von der Grenzfläche abzulösen. Die 
wasserbedingten Blasen zeigen teilweise ein ähnliches Verhalten, der Großteil der an 
der Grenzfläche befindlichen Blasen gast dort allerdings aus. Im erstarrten Material 
(e) bleiben somit vereinzelte Blasen zurück, die meist nicht direkt mit der Grenzfläche 
in Kontakt stehen.  
a) Prozessbeginn (t = 0)
b) während des Fügeprozesses (0   t   tL)
d) während der Abkühlung und Erstarrung (t > tL)




































Abbildung 5-37 Modellvorstellung der Blasenbildung 
Da wasserbasierte Blasen vorwiegend und zersetzungsbasierte Blasen ausschließ-
lich an der Grenzfläche entstehen, wird der Einfluss der Blasenbildung auf die Füllung 
der metallischen Oberflächenstrukturen mit Kunststoffschmelze als vernachlässigbar 
bzw. behindernd gegenüber den wirksamen Kräften aus der Volumenzunahme im 
Phasenübergang fest-flüssig (siehe 0) gesehen.  
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Ausgehend von den getätigten Untersuchungen ist die Schmelzzone hinsichtlich ihrer 
Eigenschaften sowie den auftretenden Effekten im Allgemeinen beschrieben. Um die 
Geometrie der Fügezone und ihre Abhängigkeit von Prozessgrößen, Werkstoffen und 
Materialeigenschaften zu ermitteln, erfolgt nachfolgend eine Betrachtung der Sensiti-
vität auf Basis der numerischen Simulation.  
5.1.12 Sensitivität ausgewählter Prozessgrößen und thermischer 
Wirkungsgrad 
Zur Beschreibung der Sensitivität verschiedener Prozessgrößen wurden auf Basis der 
numerischen Simulation Untersuchungen zum Einfluss von absorbierter Laserstrahl-
leistung, Fokusdurchmesser und Materialstärke des metallischen Fügepartners 
durchgeführt. Die simulationsbasierten Betrachtungen erfolgten parallel für einen 
hochlegierten Stahl (1.4301) und eine Aluminiumlegierung (EN AW 6082), um den 
Einfluss metallischer Werkstoffe unterschiedlicher Eigenschaftsprofile abzubilden. 
Vereinfachend wird ein Modellwerkstoff (siehe 4.2.5) als Kunststoff verwendet, der 
über konstante Werkstoffeigenschaften verfügt. Aufgrund des Modellwerkstoffes 
müssen die Voraussetzungen zur Anwendung des halbunendlichen Körpers nicht 
mehr zwangsläufig erfüllt sein, allerdings konnte an der Kunststoffunterseite kein Wär-
mestau festgestellt werden, d. h. die Ausganstemperatur wurde dort auch bei Anwen-
dung den größten untersuchten Energieeinträgen nicht überschritten.  
Die Anwendung eines ausgedehnten Parameterfeldes ist Voraussetzung für die Be-
trachtung unterschiedlicher Größen. Als Grenzen werden einerseits das Vorliegen ei-
ner Schmelzzone im Kunststoff, andererseits ein Schmelzen des metallischen Werk-
stoffes gewählt. Datenpunkte außerhalb dieser Grenzen finden in der folgenden Dar-
stellung keine Berücksichtigung. Innerhalb der Grenzen führt die Breite des betrach-
teten Parameterfeldes mitunter zu sehr großen Schmelzzonen und dem Auftreten von 
Temperaturen oberhalb der Zersetzungstemperatur des Kunststoffes Tz (siehe 5.1.1), 
weshalb diese Datenpunkte gesondert gekennzeichnet sind.  
Abbildung 5-38 stellt die Abhängigkeit der Schmelzzonendicke gegenüber der absor-
bierten Laserstrahlleistung für verschiedene Fokusdurchmesser (dL = 2 mm…8 mm) 
dar. Bei der Verwendung von Stahl (1.4301, Abbildung 5-38a) ist bei konstantem Fo-
kusdurchmesser eine Abhängigkeit der Schmelzzone von der absorbierten Laser-
strahlleistung erkennbar. Mit Erhöhung des Strahldurchmessers wird mehr Leistung 
zur Einstellung einer vergleichbaren Schmelzzonendicke benötigt, da die Maximal-
temperatur und der resultierende Temperaturgradient in Richtung Grenzfläche verrin-
gert werden. Bei gleicher Laserstrahlleistung verursachen hohe Intensitäten deshalb 
größere Schmelzzonen, wobei insbesondere ab ca. 1200 µm vermehrt die Über-
schreitung der Zersetzungstemperatur (Tz = 400 °C) des Modellwerkstoffes festzu-
stellen ist. Für Aluminium (Abbildung 5-38b) werden qualitativ vergleichbare Ergeb-
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nisse erreicht, allerdings ist aufgrund der deutlich höheren Wärme- bzw. Temperatur-
leitfähigkeit eine ca. fünffach höhere Laserstrahlleistung zur Ausbildung einer ver-
gleichbaren Schmelzzone erforderlich. Ein vereinfachender Zusammenhang, bspw. 
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Abbildung 5-38 Schmelzzonendicke in Abhängigkeit von Fokusdurchmesser und Laserstrahl-
leistung für a) 1.4301 und b) EN AW 6082 (tL = 10 s, tM = 1,5 mm) 
Ein Vergleich der Temperaturverläufe in radialer Richtung (Abbildung 5-39) verdeut-
licht den Einfluss des Fokusdurchmessers auf die Temperaturverteilung in der Grenz-
fläche zum Zeitpunkt t = tL = 10 s. Bei konstanter Laserstrahlleistung nimmt die Inten-
sität des Laserstrahles mit steigendem Fokusdurchmesser ab. Dadurch wird vorran-
gig die Maximaltemperatur des Metalls verringert, bspw. bei Stahl von ca. 500 °C auf 
ca. 340 °C. In radialer Richtung zeigt das Temperaturfeld allerdings keine Sensitivität 
gegenüber den untersuchten Fokusdurchmessern. In der Betrachtung zeigt Stahl ab 
ca. 4 mm Radius und Aluminium ab ca. 4,5 mm Radius einen vergleichbaren Tempe-
raturverlauf. Gegenüber 1.4301 treten bei EN AW 6082 aufgrund der erhöhten Wär-
meleitfähigkeit geringere Maximaltemperaturen in der Grenzfläche sowie ein flacherer 
Temperaturgradient in radialer Richtung auf.  














































PA = 200 W = const.
tM = 1,5 mm
tL = 10 s
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Abbildung 5-39 Radialer Temperaturverlauf in der Grenzfläche für a) 1.4301 b) EN AW 6082 
(t = tL = 10 s, tM = 1,5 mm) 
b)
r = ½·dL, dL = 2 mm dL = 4 mm
























Abbildung 5-40 Isothermen in Kunststoff und Metall zur Beschreibung der Schmelzzone in Ab-
hängigkeit des Fokusdurchmessers dL (1.4301, PA = 35 W, tL = 10 s, 
tM = 1,5 mm) 
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Der Vergleich verschiedener Fokusdurchmesser auf die Geometrie der Schmelzzone 
bei konstanter Materialstärke des Metalls verdeutlicht die beschriebenen Effekte. Ab-
bildung 5-40 zeigt den Verbund aus 1.4301 mit dem Musterwerkstoff für eine absor-
bierte Laserstrahlleistung von PA = 35 W für Fokusdurchmesser von 2 mm bis 8 mm. 
Mit sinkender Intensität verringern sich die Maximaltemperaturen und daraus folgend 
der Temperaturgradient in z-Richtung, wodurch die Schmelzzonendicke abnimmt. Der 
Vergleich von dL = 2 mm gegenüber dL = 8 mm verdeutlicht dieses Verhalten. Einer-
seits wird die Überschreitung der Zersetzungstemperatur im Kunststoff vermieden, 
andererseits wird aufgrund der Wärmeleitung eine vergleichbare Breite der Schmelz-
zone eingestellt. Durch die Einflussnahme des Fokusdurchmessers auf die Maximal-
temperatur kann die Prozessführung werkstoff- und geometrieabhängig so gestaltet 
















































dL = 6 mm = const.
tM = 1,5 mm
tL = 10 s
1.4301
dL = 6 mm = const.
tM = 1,5 mm
tL = 10 s
a) b)
 
Abbildung 5-41 Radialer Temperaturverlauf in der Grenzfläche für unterschiedliche Laserstrahl-
leistungen am Beispiel a) 1.4301 und b) EN AW 6082 (t = tL = 10 s, 
tM = 1,5 mm) 
Ein anderes Bild zeigt sich für die Veränderung der Laserstrahlleistung bei Verwen-
dung eines konstanten Fokusdurchmessers (Abbildung 5-41). Durch eine Anpassung 
der Laserstrahlleistung kann die Temperaturverteilung in ihrer Lage, d. h. Maximal-
temperatur und Breite, eingestellt werden. Vergleichbar zu den vorherigen Betrach-
tungen zeigt Aluminium wiederrum ein breiteres Temperaturfeld gegenüber Stahl, das 
sich aufgrund der größeren Wärmeleitfähigkeit mit steigender Leistung insgesamt zu 
höheren Temperaturen hin verschiebt. Bei Stahl ist leistungsunabhängig nach 10 s 
noch keine Temperaturerhöhung ab 20 mm Radius festzustellen. In Abhängigkeit der 
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thermophysikalischen Eigenschaften der metallischen Werkstoffe können unter-
schiedliche Laserstrahlleistungen zur Ausbildung einer Schmelzzone gewählt wer-
den.  
Ausgehend von den bisherigen Untersuchungen wird der Einfluss der Materialstärke 
des Metalls tM betrachtet. Abbildung 5-42 stellt Stahl (a) und Aluminium (b) verglei-
chend gegenüber. Eine ausreichende Laserstrahlleistung vorausgesetzt, kann bei 
den betrachteten Materialstärken von 1 mm bis 4 mm eine Schmelzzone erzeugt wer-
den. Wiederrum zeigt sich, dass für große Schmelzzonen ab 1200 µm die Zerset-
zungstemperatur des Kunststoffes Tz aufgrund des zu hohen Energieeintrages über-
schritten wird. Für steigende Materialstärken verzögert sich die Entstehung der 
Schmelzzone aufgrund der Wärmeleitung. Einerseits bedingt durch einen größeren 
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Abbildung 5-42 Einfluss der Materialstärke auf die Schmelzzonendicke bei a) 1.4301 und b) 
EN AW 6082 
Hinsichtlich veränderter Materialstärken ist eine Anpassung des Prozesses erforder-
lich. Aufgrund des untergeordneten Einflusses des Strahldurchmessers im Wärmelei-
tungsfügen kann eine Skalierung über die Laserstrahlleistung erfolgen. Abbildung 
5-43 zeigt einen Verbund aus 1.4301 mit dem Modellwerkstoff für eine Materialstärke 
von 4 mm bzw. 1 mm. In beiden Fällen kann durch Anpassung der absorbierten La-
serstrahlleistung (115 W zu 25 W) eine ähnliche Schmelzzonendicke eingestellt wer-
den, wobei der Einsatz großer Materialstärken einen deutlich erhöhten Leistungsbe-
darf aufweist. Aufgrund der größeren Materialstärke bei 4 mm bildet sich ein Tempe-
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raturfeld aus, das im Metall beispielsweise die Zersetzungstemperatur des Kunststof-
fes Tz bereits überschreitet, in der resultierenden Schmelzzone aufgrund der Wärme-
leitung im Metall und der Verlustwärmeströme aber nicht erreicht wird.  
tM = 1 mm, PA = 25 WtM = 4 mm, PA = 115 W










Abbildung 5-43 Vergleichbare Ausprägung von der Schmelzzone in Abhängigkeit der Material-
stärke und des Leistungseintrages (1.4301, dL = 6 mm) 
Der mit zunehmender Materialstärke erhöhte Leistungsbedarf zur Bildung einer 
Schmelzzone wirkt sich direkt auf den thermischen Wirkungsgrad des Prozesses aus. 
Dieser beschreibt, wie viel der eingebrachten Energie im Kunststoff als Schmelzzone 
umgesetzt wird, also zur Benetzung bzw. Füllung der Oberflächenstrukturen zur Ver-
fügung steht, um einen Hybridverbund zu bilden (siehe 4.2.5). Ausgangspunkt für die 
Betrachtung des thermischen Wirkungsgrades ist die vorangegangene Ermittlung der 
Schmelzzonen für verschiedene Materialstärken in Abhängigkeit der Laserstrahlleis-
tung (siehe Abbildung 5-42).  
Abbildung 5-44 stellt den resultierenden thermischen Wirkungsgrad für 1.4301 (a) und 
für EN AW 6082 (b) in Abhängigkeit der Laserstrahlleistung und verschiedener Mate-
rialstärken von 1 mm bis 4 mm dar. Im Wärmeleitungsfügen findet eine indirekte Er-
wärmung des Kunststoffes statt, weshalb die Verlustwärmeströme vorrangig durch 
Wärmeleitung innerhalb des metallischen Fügepartners bedingt sind. Diese Verlust-
wärmeströme steigen mit zunehmender Materialstärke und reduzieren den thermi-
schen Wirkungsgrad. Für eine Materialstärke von tM = 1 mm werden im Vergleich bei-
der Werkstoffe thermische Wirkungsgrade von maximal 9,8 % bzw. 5,7 % erreicht, 
wobei hohe Maximaltemperaturen zur Zersetzung des Kunststoffes und damit zur Bla-
senbildung führen würden (siehe 5.1.10). Unter Vermeidung der Zersetzungstempe-
ratur werden maximal ca. 3 % bei Stahl bzw. ca. 2 % bei Aluminium der absorbierten 
Energie als Schmelzzone umgesetzt. Mit zunehmender Materialstärke steht für die 
zur Erzeugung zersetzungsfreier Schmelzzonen ein ausgedehnter Leistungsbereich 
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zur Verfügung, da die Breite des Temperaturfeldes zunimmt und geringere Spitzen-
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Abbildung 5-44 Thermischer Wirkungsgrad in Abhängigkeit der Materialstärke für a) 1.4301 
und b) EN AW 6082 
Die Untersuchungen verdeutlichen, wie hoch der Anteil der Verlustwärme im thermi-
schen Fügen aufgrund der indirekten Erwärmung des Kunststoffes ist. Daraus kann 
einerseits ein großer thermischer Verzug resultieren, andererseits ist die Prozesseffi-
zienz sehr begrenzt. Der thermische Wirkungsgrad berücksichtigt nur die absorbierte 
Laserstrahlleistung, d. h. die Reflexionsverluste auf der Metalloberfläche finden keine 
Berücksichtigung und reduzieren den realen Prozesswirkungsgrad entsprechend wei-
ter. Damit wird nur ein geringer Anteil von Energie im Fügeprozess tatsächlich für die 
Verbundherstellung aufgewendet.  
Eine Erhöhung des thermischen Wirkungsgrades kann durch Veränderungen in Kon-
struktion, Prozess und Werkstoff erreicht werden. Konstruktiv ist die Verringerung der 
Materialstärke des Metalls bzw. die Ausführung von Fügestellen an kleinen Überlapp-
breiten ein großer Hebel, um den Verlustwärmestrom zu begrenzen bzw. gezielt einen 
Wärmestau zu nutzen. Die Reduktion der Materialstärke des Kunststoffes (tK ≪ halb-
unendlicher Körper) kann ebenfalls genutzt werden, um eine größere Schmelzzone 
bei gleichem Energieeintrag zu erzeugen. Prozessseitig bieten angepasste Intensi-
tätsverteilungen die Möglichkeit einer optimierten Temperaturverteilung in Hinblick auf 
das thermische Fügen (siehe 2.1.3). Ein weiterer Ansatzpunkt ist die Werkstoffaus-
wahl. Unterschiedliche Eigenschaftsprofile der metallischen Werkstoffe zeigen bereits 
einen deutlichen Einfluss auf den thermischen Wirkungsgrad. Auf Seiten des thermo-
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plastischen Fügepartners können die thermisch-physikalischen Eigenschaften Ein-
fluss auf die Schmelzzone und ihre Ausprägung nehmen, bspw. führen niedrigere 
Temperaturen des Schmelzintervalls bei identischen Prozessparametern zu größeren 
Schmelzzonen und damit zu höheren thermischen Wirkungsgraden (siehe 5.1.3).  
Zusammenfassend können auf Seiten der Prozessgrößen und geometrischen Ein-
flüsse die Materialstärke und die Laserstrahlleistung bzw. -intensität als zentrale Ein-
flussgrößen auf die Ausbildung der Schmelzzone festgehalten werden.  
Eine detaillierte Betrachtung zum Einfluss der thermo-physikalischen Werkstoffeigen-
schaften auf die resultierende Schmelzzone wird nachfolgend durchgeführt.  
5.1.13 Sensitivität ausgewählter Werkstoffeigenschaften des 
Kunststoffes 
Der Einsatz verschiedener thermoplastischer Werkstoffe im Fügeprozess führt zu ei-
ner veränderten Größe bzw. Geometrie der resultierenden Schmelzzone (siehe 
5.1.3). Durch die Betrachtung der Werkstoffe PA 6, PA 6.6 und PP konnten verschie-
dene thermo-physikalische Werkstoffeigenschaften im Verbund mit EN AW 6082 
bzw. 1.4301 untersucht und hinsichtlich der entstehenden Fügezone charakterisiert 
werden. Eine getrennte Betrachtung zur Gewichtung der verschiedenen Einflussgrö-
ßen setzt dabei voraus, dass die Komponenten Wärmeleitfähigkeit λ, spezifische Wär-
mekapazität cp, Dichte ρ, Schmelzintervall (Tpm, ∆T) sowie Schmelzenthalpie ∆H frei 
gewählt werden können. Da dies im Experiment nicht möglich ist, werden nachfol-
gende Betrachtungen auf Basis der numerischen Simulation unter Einsatz des Mo-
dellwerkstoffes (siehe 4.2.5) durchgeführt. Die genannten Werkstoffeigenschaften 
des Modellwerkstoffes werden dafür in der Simulation entsprechend veränderlich ge-
staltet.  





Hilfsgröße (siehe 4.2.5) erfolgt die Analyse von Dividend λ und Divisor (ρ∙cp) in ihrer 
Wirkung auf die Schmelzzone. Abbildung 5-45 bildet die Kurvenschar für beide Kom-
ponenten ab. Die Schmelzzonendicke folgt dem Kehrwert des Produktes (ρ∙cp), d. h. 
für steigende Werte nimmt die Größe der Schmelzzone ab. Eine größere Dichte bzw. 
spezifische Wärmekapazität erfordert einen höheren Energieeintrag, um die erforder-
liche Temperaturdifferenz bis zum Schmelzen des Werkstoffes zu überwinden, wo-
raus kleinere Schmelzzonen resultieren. Demgegenüber führt eine Erhöhung der 
Wärmeleitfähigkeit zur Verschiebung der Kurven hin zu größeren Schmelzzonen, da 
eine schnellere Ausbreitung der Isothermen im Kunststoff stattfindet. Eine deutliche 









spielsweise in einer Zunahme der Schmelzzonendicke um 26 % bis 31 %. In Hinblick 
auf die Zersetzung des Kunststoffes geht damit allerdings keine signifikante Reduk-
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tion der Maximaltemperaturen in der Grenzfläche einher (∆T ≤ 10 K). Gleichzeitig än-
dert sich der Durchmesser der Schmelzzone ebenfalls um höchstens 12 %, woraus 
sich ein untergeordneter Einfluss auf das Temperaturfeld des Metalls durch die Wär-
meleitfähigkeit des Kunststoffs ableiten lässt. Das erfordert eine nähere Betrachtung 
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Abbildung 5-45 Einfluss der Temperaturleitfähigkeit auf die Schmelzzonendicke anhand der 
Wärmeleitfähigkeit λ und dem Produkt ρ∙cp (Tim = 200 °C) 
Abbildung 5-46 stellt die resultierende Schmelzzone für einen Fügeparameter anhand 
unterschiedlicher Variationen von Werkstoffeigenschaften dar. Als Ausgangszustand 
wird eine absorbierte Laserstrahlleistung von 150 W angenommen, was für die gege-
benen Werkstoffeigenschaften in einer Schmelzzone mit einem Durchmesser von 
ca. 8,3 mm und einer Schmelzzonendicke von ca. 425 µm resultiert (a). Eine Erhö-









beeinflusst das Temperaturfeld im metallischen Werkstoff wie beschrieben nur unter-
geordnet. Es kommt deshalb nicht zu einer signifikanten Vergrößerung der Anbin-
dungsfläche an der Grenzfläche, sondern vorrangig zu einer tieferen Schmelzzone 
(b). Demgegenüber führt eine Veränderung der beiden Faktoren Dichte ρ und spezi-
fische Wärmekapazität cp bei konstanter Temperaturleitfähigkeit a und konstanter 
Wärmeleitfähigkeit zu keiner Änderung der resultierenden Schmelzzone (b und c). 
Wird neben dem Produkt aus Dichte und spezifischer Wärmekapazität auch die Wär-
meleitfähigkeit selbst variiert, so ergibt sich bei konstanter Temperaturleitfähigkeit 





 = const. nimmt die Schmelzzone in Durchmesser um ca. 19 % und 
Dicke um ca. 24 % zu. Daraus lässt sich folgern, dass die gegenseitige Beeinflussung 
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der Wärmeleitfähigkeit mit dem Produkt aus Dichte und spezifischer Wärmekapazität 
bei gleicher Temperaturleitfähigkeit einen eindeutigen Einfluss auf die resultierende 
Schmelzzone hat. Eine Beschränkung der Betrachtungen auf Basis der Temperatur-
leitfähigkeit ist damit nicht ausreichend.  
λ = 0,15 W·m-1·K-1 
ρ = 1200 kg·m-3 





λ = 0,35 W·m-1·K-1 
ρ = 800 kg·m-3 
cp = 1500 J· kg
-1
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λ = 0,15 W·m-1·K-1 
ρ = 1000 kg·m-3 
cp = 1500 J· kg
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λ = 0,35 W·m-1·K-1 
ρ = 1400 kg·m-3 












λ = var. 
ρ·cp = var.
Tem 230 °CTim 200 °C  
Abbildung 5-46 Ausbildung der Schmelzzone in Abhängigkeit der Temperaturleitfähigkeit und 
ihrer Komponenten (PA = 150 W, EN AW 6082, tL = 10 s, tM = 1,5 mm) 
Neben der Temperaturleitfähigkeit und ihren Einflussgrößen befassen sich weiterge-
hende Untersuchungen mit dem Einfluss der Schmelzintervallbreite ∆T sowie der 
Schmelzenthalpie ∆H in Abhängigkeit der Schmelztemperatur Tpm. Diese Eigenschaf-
ten wurden in den bisherigen Betrachtungen zur Sensitivität nicht variiert, weshalb 
ihre Bedeutung für die Ausbildung der Schmelzzone nachfolgend betrachtet wird.  
In Abbildung 5-47a ist die Schmelzzonendicke in Abhängigkeit der Schmelzintervall-
breite ∆T (Tem-Tim) für Schmelztemperaturen von 150 °C bis 275 °C dargestellt. Die 
Kurvenschar wird mit steigender Schmelztemperatur pro 25 K um ca. 200 µm nähe-
rungsweise parallel verschoben, wodurch die Bedeutung der Schmelztemperatur als 
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zentrale Einflussgröße unterstrichen wird. Mit zunehmender Breite des Schmelzinter-
valls senkt sich deren Anfangstemperatur ab, weshalb die Dicke der Schmelzzone im 
betrachteten Bereich linear ansteigt.  





 veranschaulicht. Für niedrige Schmelztemperaturen (Tpm = 150 °C), die in 
der größten Schmelzzonendicke resultieren, beträgt über den gesamten betrachteten 
Bereich der Schmelzenthalpie nur ca. 6 %. Für hohe Schmelztemperaturen 
(Tpm = 275 C) kann demgegenüber kein Einfluss auf die Ausbreitung der Isothermen 
festgestellt werden. Damit ist der Einfluss als untergeordnet einzustufen und ist ge-
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Abbildung 5-47 Einfluss der a) Schmelzintervallbreite ∆T (mit ∆H = 50 J∙g-1 = const.) und b) der 
Schmelzenthalpie ∆H (mit ∆T = 15 K = const.) in Abhängigkeit der Schmelztem-
peratur Tpm (PA = 150 W, EN AW 6082, tL = 10 s, tM = 1,5 mm) 
Zusammenfassend können die Komponenten der Temperaturleitfähigkeit sowie die 
Schmelztemperatur als maßgebliche Einflussgrößen festgehalten werden. Die 
Schmelzintervallbreite sorgt aufgrund der Verschiebung der Anfangstemperatur für 
eine größere Schmelzzone, wohingegen die Schmelzenthalpie aufgrund der geringen 
geschmolzenen Volumina nur untergeordneten Einfluss aufweist.  
Aufbauend auf den Untersuchungen zur geometrischen Ausbildung der Schmelzzone 
wird nachfolgend der Prozesseinfluss auf die zugehörige Morphologie näher betrach-
tet.  
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5.1.14 Morphologie der Schmelzzone im Kunststoff 
Der thermische Fügeprozess und die damit verbundenen Vorgänge von Schmelzen 
und Erstarren üben auch einen Einfluss auf die Morphologie der thermoplastischen 
Kunststoffe aus. Die Schmelzzone im Kunststoff erstreckt sich dabei von der Grenz-
fläche bis in den Grundwerkstoff hinein und verfügt aufgrund des Temperaturgradien-
ten sowie der mechanischen Beanspruchung über verschiedene Bereiche. Die Phä-
nomene werden eingangs für die betrachteten Polyamide am Beispiel PA 6.6 darge-
stellt und die morphologische Ausprägung von PP nachfolgend abgegrenzt.  
Eine Betrachtung der Morphologie erfolgt anhand charakteristischer Bereiche in Ab-
bildung 5-48a-c. An der Grenzflächenschicht (a) stehen Metall und Kunststoff direkt 
in Kontakt, weshalb dieser Bereich von besonderem Interesse für die Verbundherstel-
lung ist. Für hinreichend lange Fügezeiten wie im gewählten Beispiel liegt der Kunst-
stoff in diesem Bereich vollständig geschmolzen vor. Die Morphologie weist dabei 
keine amorphe Randschicht oder vergleichbare Phänomene in Richtung der Grenz-
fläche auf, da eine hinreichend langsame Abkühlung zur Ausbildung von Überstruk-
turen durch das Temperaturfeld im metallischen Fügepartner sichergestellt ist. Die 
sphärolithischen Überstrukturen bilden sich auch in den Oberflächenstrukturen des 
metallischen Werkstoffes aus und schließen unmittelbar an Blasen in der Fügezone 
an. Dieses Verhalten zeigt sich entlang der gesamten Grenzfläche, d. h. auch im äu-
ßeren Bereich des maximalen Schmelzzonendurchmessers. Entsprechend zu den 
bisherigen Betrachtungen zeigt sich eine vollständige Strukturfüllung.  
Weiterführend wird der Übergang von der Schmelzzone zum Grundwerkstoff betrach-
tet (Abbildung 5-48b). Die Größenordnung des dargestellten Bereiches legt nahe, 
dass unter Berücksichtigung der numerischen Simulation sowie des Halbschnittver-
suchsstandes in der Schmelzzone nur partiell geschmolzenes Material vorliegt. Auf-
fallend ist, dass eine Auswirkung der partiell geschmolzenen Sphärolithe nur in einem 
Bereich von ca. 50 µm im direkten Übergang zum festen Grundwerkstoff erkennbar 
ist. Trotz des unvollständigen Schmelzens sind keine Überstrukturreste in der weite-
ren Schmelzzone ersichtlich. Mit einsetzender Abkühlung beginnt Erstarrung der 
Schmelzzone aufgrund des großen Temperaturgradienten am Übergang zum Grund-
werkstoff. Bedingt durch die starken physikalischen Wechselwirkungen zwischen den 
Molekülketten der schmelzflüssigen Phase und den noch bestehenden kristallinen 
Bereichen partiell geschmolzener Sphärolithe, ergibt sich eine hohe Keimbildungs-
rate, die zur Ausbildung einer feinsphärolithischen Zone führt. Aus Richtung des 
Grundwerkstoffes kommend lösen sich die Grenzen der partiell geschmolzenen 
Sphärolithe auf und gehen nahtlos in den feinsphärolithischen Bereich und in die wei-
tere Schmelzzone über.  














a) PA 6.6 an der Grenzfläche (Position 1) b) PA 6.6 am Rand Schmelzzone (Position 2)
PA 6.6

























2: Rand der Schmelzzone 
3: Seite Schmelzzone
 
Abbildung 5-48 Morphologie der Schmelzzone von PA 6.6 (a-c) sowie für PP (d) an charakte-
ristischen Positionen (EN AW 6082, tL = 5 s, PL = 1000 W) 
Das seitliche Randgebiet der Schmelze (c) weist dabei dieselben Bereiche wie (b) 
auf. Aus der Schmelzzone kommend tritt ein feinsphärolithischer Bereich auf, der in 
partiell geschmolzene Sphärolithe und den Grundwerkstoff übergeht. Durch die Volu-
menzunahme im Phasenübergang fest-flüssig resultiert allerdings eine Bewegung der 
Schmelze. Die partiell geschmolzenen Sphärolithe im Übergang zum Grundwerksoff 
werden dabei auf Scherung beansprucht und entsprechend der Strömungsrichtung 
deformiert. Der Effekt ist im seitlichen Randbereich der Schmelzzone, wo die größte 
Bewegung auftritt, deutlich erkennbar. Damit wird auch verdeutlicht, wie weit die Über-
reste der partiell geschmolzenen Überstrukturen noch in die feinsphärolithische Zone 
hineinreichen, an denen die Erstarrung beginnt. Vergleichbare Effekte zur Umformung 
partiell geschmolzener Überstrukturen sind u. a. auch vom Extrusionsschweißen be-
kannt (siehe 2.2.4).  
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Gegenüber Polyamiden weist PP in Ermangelung funktioneller Gruppen zur Unter-
stützung der Keimbildungsrate keine feinsphärolithische Struktur im Bereich des 
Übergangs Schmelzzone-Grundwerkstoff auf. Abbildung 5-48d stellt den Übergang 
zwischen Schmelzzone und Grundwerkstoff auf derselben Höhe wie in (c) dar. Aus 
dem Halbschnittversuchsstand ist bekannt, dass die Erstarrung aufgrund des großen 
Temperaturgradienten überwiegend im Übergang zum Grundwerkstoff beginnt, sich 
allerdings unter hohen Kristallisationsgeschwindigkeiten unregelmäßig ausbreitet. 
Dabei bilden die partiell geschmolzenen Sphärolithe der Schmelzzone den Übergang 
in den Grundwerkstoff hinein. Die weiteren Mechanismen wie eine Deformation im 
seitlichen Randgebiet der Schmelzzone oder die Ausbildung von teilkristallinen Über-
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Abbildung 5-49 Qualitativer Vergleich der Morphologie am Beispiel PA 6 und PP (EN AW 6082, 
tL = 5 s, PL = 1000 W) 
Der Fügeprozess kann damit auch Einfluss auf die Größenverteilung der Sphärolithe 
nehmen, was in Abbildung 5-49 qualitativ für PA 6 und PP dargestellt wird. Im Sinne 
einer verbesserten Darstellung ist die Anordnung um 90° gedreht abgebildet. Auf der 
linken Seite befindet sich der Grundwerkstoff, auf der rechten Seite die Schmelzzone. 
Die Markierung des Übergangsbereiches dient als Anhaltspunkt zur Orientierung und 
wurde bei PA 6 im Bereich der feinsphärolithischen Zone und bei PP an der Grenze 
des partiell geschmolzenen Kunststoffes angelegt. Beide Werkstoffe weisen in der 
Schmelzzone dabei tendenziell kleinere bzw. veränderte Strukturen gegenüber dem 
Grundwerkstoff auf, da der Erstarrungsvorgang im Fügeprozess beeinflusst wird und 
im Vergleich zum Herstellungsprozess mit einem anderen Zeit-Temperatur-Regime 
abläuft. Neben der Größe der Überstrukturen und dem Kristallisationsgrad kann es 
auch zu einer Veränderung der jeweiligen Kristallmodifikation im Polymer bzw. unter-
schiedlicher Anteile der Modifikationen kommen, bspw. für das Verhältnis von α- zu 
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β-Polypropylen. Im jeweiligen Gebiet, d. h. der Schmelzzone bzw. dem Grundwerk-
stoff, erscheinen die Strukturen gleichmäßig verteilt. Daraus lässt sich folgern, dass 
eine Änderung der Prozessführung und die daraus resultierende Auswirkung auf das 
Temperaturfeld während der Erstarrung damit auch zur Beeinflussung der Morpholo-
gie und Modifikation innerhalb der Schmelzzone genutzt werden kann, um Einfluss 
auf die Eigenschaften des jeweiligen Kunststoffes zu nehmen.  
Die dargestellten Ergebnisse zur Mikrostruktur lassen noch keine quantitative Aus-
sage zu veränderten Werkstoffeigenschaften zu. Aus diesem Grund werden weitere 
Betrachtungen des thermoplastischen sowie metallischen Werkstoffes durchgeführt.  
5.1.15 Modifikation der Eigenschaften im Fügeprozess 
Übergeordnet zur Schmelzzone sollen die Eigenschaften der gesamten Fügezone in-
nerhalb der Werkstoffe und ihre Beeinflussung durch den thermischen Fügeprozess 
erfasst werden. Aufbauend auf der Modellvorstellung der Fügezone (siehe 0) werden 
das Metall sowie der Kunststoff einer weitergehenden Betrachtung unterzogen. Um 
eine quantitative Ermittlung der Bereiche bzw. Einflüsse zu ermöglichen, werden Un-
tersuchungen mittels Härteprüfungen, thermischen Analysen sowie Röntgendiffrakto-
metrie durchgeführt.  
Mit Überschreitung der Temperatur TWEZ kann es im metallischen Fügepartner zu ei-
ner bleibenden Veränderung des Werkstoffes aufgrund einer Wärmebehandlung 
kommen. Abbildung 5-50 stellt flächendeckende Härteprüfungen für die Werkstoffe 
1.4301 (a) sowie EN AW 6082 (b) dar. Aufgrund der Materialcharakteristik kann für 
die Maximaltemperaturen von ca. 513 °C (ermittelt aus der numerischen Simulation) 
bei PL = 150 W und tL = 5 s keine Veränderung der Eigenschaften des hochlegierten 
Stahls festgestellt werden. Demgegenüber weist die Aluminiumlegierung eine deutlich 
erkennbare Wärmeeinflusszone mit reduziertem Härteniveau gegenüber dem Aus-
gangszustand T6 auf. Die Ausbreitung der Wärmeeinflusszone entspricht dabei nä-
herungsweise der Wechselwirkungszone des Laserstrahls mit der Metalloberfläche, 
wo mittels numerischer Simulation Temperaturen von ca. 450 °C bis ca. 340 °C er-
mittelt werden konnten. Dieser Temperaturbereich sowie die hohen Heizraten (bei 
Prozessbeginn bis zu 600 K∙s
-1
) für die betrachteten Parameter im Laserstrahlprozess 
führen zu einer Wärmebehandlung in ausgehärteten Aluminiumwerkstoffen und der 
erkennbaren Härteabnahme (siehe 2.1.5). Aufgrund der deutlich höheren Heizrate 
gegenüber den im Stand der Technik beschriebenen 100 K∙s
-1
 ist eine zeitliche Be-
schleunigung der werkstofflichen Vorgänge anzunehmen. Das reduzierte Härteniveau 
deutet dabei auf eine Entfestigung der Aluminiumlegierungen aufgrund der Wärme-
behandlung hin, die auch in der Wärmeeinflusszone von Schweißprozessen festge-
stellt wird (siehe 2.1.5). Die Temperaturverteilung ist aufgrund der hohen Wärmeleit-
fähigkeit von EN AW 6082 über die Materialstärke nahezu konstant, was die gleich-
mäßige Verringerung der Härte um ca. 50 % erklärt. Damit kann in Abhängigkeit der 
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Werkstoffeigenschaften eine bleibende Veränderung des metallischen Fügepartners 
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Abbildung 5-50 Härteprüfung an a) 1.4301 (PL = 150 W, tL = 5 s) und b) EN AW 6082 
(PL = 1000 W, tL = 10 s) 
Die Härteprüfung im Kunststoff wurde einerseits für einen Vergleich zwischen 
Schmelzzone, partiell geschmolzener Zone sowie Grundwerkstoff durchgeführt und 
andererseits zur Ermittlung einer auftretenden Wärmeeinflusszone. Die Prüfeindrücke 
haben dabei einen Abstand von mindestens 125 µm (2,5-facher Durchmesser der 
Eindruckdiagonale), weshalb die Härtebestimmung nur an ausgewählten Positionen 
durchgeführt wurde. Damit wurde gegenüber einer Reihenmessung sichergestellt, 
dass die betreffenden Zonen trotz ihrer geringen Größe erfasst werden. Um einen 
Fehlereinfluss des physikalischen Ätzvorganges durch ein oberflächliches Abtragen 
der amorphen Bereiche auf das Ergebnis zu vermeiden, wurden die Untersuchungen 
an nicht geätzten Proben durchgeführt. Aufgrund des optischen Erscheinungsbildes 
in der Härteprüfung konnten dabei nur Untersuchungen an PA 6 und PA 6.6 durchge-
führt werden.  
Abbildung 5-51 stellt das Härteniveau der unterschiedlichen Zonen für beide Poly-
amide dar. Bei PA 6 (a) sowie bei PA 6.6 (b) nimmt das Härteniveau ausgehend von 
der Schmelzzone bis zur Wärmeeinflusszone tendenziell zu. Die Härte der Wärme-
einflusszone, die direkt an die feinsphärolithische Zone und den partiell geschmolze-
nen Bereich angrenzt, liegt bei PA 6 ca. 13 % und bei PA 6.6 ca. 26 % oberhalb der 
Schmelzzone. Gegenüber dem Grundwerkstoff wird jeweils ein um ca. 10 % bzw. 
ca. 14 % erhöhtes Härteniveau festgestellt. Die Ursache der Wärmeeinflusszone liegt 
in der Wärmebehandlung des an die partielle Schmelzzone angrenzenden thermo-
plastischen Werkstoffes bei Temperaturen unterhalb des Schmelzintervalls, aber 
oberhalb der Glasübergangstemperatur. Dadurch kommt es zur Sekundärkristallisa-
tion, die einen Härteanstieg verursacht. Ein Einfluss veränderter Kristallmodifikationen 
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kann aufgrund nachfolgender XRD-Messungen ausgeschlossen werden. Die fein-
sphärolithische Zone zeigt tendenziell eine Härtezunahme gegenüber der vollständig 
geschmolzenen Zone. Dieser Effekt kann in der wesentlich verringerten Sphärolith-
größe sowie der Wärmebehandlung von partiell geschmolzenen Überstrukturen in 
Richtung Grundwerkstoff liegen, allerdings werden in der Härteprüfung beide Berei-
che der partiell geschmolzenen Struktur erfasst, weshalb keine eindeutige Abgren-
zung der Effekte möglich ist. Die Härteprüfung legt an dieser Stelle das Vorhanden-









































































Abbildung 5-51 Härteprüfung der Schmelzzone für a) PA 6 und b) PA 6.6 (tL = 10 s, 
EN AW 6082, PL = 1000 W) 
Bei einer Betrachtung des Härteniveaus der Schmelzzone gegenüber dem Grund-
werkstoff kann für PA 6 ein vergleichbares Niveau festgestellt werden, bei PA 6.6 liegt 
die Härte der Schmelzzone ca. 0,9 HV unter dem Grundwerkstoff. Das deutet zumin-
dest für PA 6.6 auf veränderte Werkstoffeigenschaften in diesem Bereich hin.  
Ein Vergleich zwischen Schmelzzone und thermoplastischem Grundwerkstoff wird auf 
Grundlage von DSC-Analysen (siehe 4.3.5) getätigt. Um eine ortsaufgelöste Betrach-
tung durchführen zu können, werden Dünnschnitte mit einer Dicke von 50 µm in einer 
Tiefe von 150 µm (grenzflächennah) sowie 300 µm (Zentrum Schmelzzone) verwen-
det. Mittels numerischer Simulation wurde verifiziert, dass die Dünnschnitte immer im 
Bereich vollständig geschmolzenen Materials liegen. Um die Aussagefähigkeit der 
DSC-Analysen sicherzustellen, wurde die Materialstärke der Dünnschnitte so festge-
legt, dass jeweils mehrere Überstrukturen sicher erfasst werden. Auf eine Probenent-
nahme zur Erfassung des feinsphärolithische Zone sowie der Wärmeeinflusszone 
wird aufgrund der geringen Größe dieser Bereiche verzichtet.  
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Abbildung 5-52 Vergleich des Kristallisationsgrad in Schmelzzone und Grundwerkstoff 
(tL = 10 s, PL = 1000 W, EN AW 6082, Heizrate: 10 K∙min-1)  
Aufgrund des großen Einflusses auf die mechanischen Eigenschaften des Kunststoffs 
(siehe 2.2.2) wird der Kristallisationsgrad in Abbildung 5-52 für PA 6 (a), PA 6.6 (b) 
und PP (c) gegenübergestellt. PA 6 (a) zeigt im Mittelwert einen leicht erhöhten Kris-
tallisationsgrad von 26,56 % ± 1,6 % gegenüber dem Grundwerkstoff mit ca. 
24,99 % ± 1,1 %. Innerhalb der Schmelzzone zeigen sich keine wesentlichen Unter-
schiede. PA 6.6 (b) verfügt über ein etwas verringertes Niveau im oberen Bereich der 
Schmelzzone (23,65 % ± 1,4 % zu 24,81 % ± 0,7 %), aufgrund überlappender Stan-
dardabweichungen ist allerdings kein eindeutiger Effekt festzustellen. Die Härtemes-
sungen beider Polyamide liefern dabei vergleichbare Ergebnisse zur Betrachtung des 
Kristallisationsgrades. PP (c) weist in der Schmelzzone deutlich erhöhte Streubreiten 
gegenüber dem Grundwerkstoff auf. Die unregelmäßigen Erstarrungsbedingungen 
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(siehe 5.1.6) können dafür ursächlich sein. Daher wird auch im Mittel erhöhte Kristal-
lisationsgrad der Schmelzzone bei einer Tiefe von 150 µm gegenüber einer Tiefe von 
300 µm oder dem Grundwerkstoff keine wesentliche Bedeutung zugerechnet, aller-
dings ist das Vorliegen inhomogener Eigenschaftsprofile innerhalb einer Fügenaht bei 
PP gegenüber Polyamiden als erhöht anzunehmen. Aufgrund des isotaktischen Auf-
baus weist PP gegenüber PA 6 und PA 6.6 deutlich gesteigerte Kristallisationsgrade 
von bis zu 42,7 % in der Schmelzzone auf.  
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Abbildung 5-53 Vergleich zwischen Schmelzzone und Grundwerkstoff anhand charakteristi-
scher DSC-Kurven (Schmelzintervall, ermittelt durch Dünnschnitt 50 µm, Pro-
benentnahme in einer Tiefe von 150 µm, tL = 10 s, PL = 1000 W, EN AW 6082)  
Der Vergleich charakteristischer DSC-Kurven (Aufheizphase) zwischen Schmelzzone 
und Grundwerkstoff ermöglicht eine weitere Beschreibung der werkstofflichen Verän-
derungen (Abbildung 5-53). Für alle betrachteten Werkstoffe ist eine Verschiebung 
der Schmelztemperatur im Bereich von ca. 0,5 K bis ca. 0,8 K in Richtung niedriger 
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Temperaturen erkennbar. Das weist auf eine verringerte Lamellendicke bzw. eine im-
perfekte Ausbildung der Kristallite hin (siehe 2.2.1). Die Betrachtung der Morphologie 
unter 5.1.14 unterstützt diese Annahme aufgrund der tendenziell kleiner ausgebilde-
ten Strukturen gegenüber dem Grundwerkstoff. PA 6 (a) verfügt darüber hinaus über 
einen zweiten Peak des Schmelzintervalls bei ca. 210 °C, der auf das Vorliegen der 
γ-Modifikation hinweist (siehe 2.2.1). Dieser Peak ist in der Schmelzzone stärker aus-
geprägt als im Grundwerkstoff, weshalb an dieser Stelle von einem Einfluss des Fü-
geprozesses auf die Kristallmodifikation ausgegangen werden kann. Ein alternativer 
Erklärungsansatz ist eine auftretende Sekundärkristallisation, die ebenfalls ursächlich 
für einen zweiten Peak im Schmelzintervall sein kann (siehe 2.2.1). Eine Eingrenzung 
der vorliegenden Effekte kann dabei nicht mehr über DSC-Messungen vorgenommen 
werden, weshalb eine nähere Betrachtung der relevanten Bereiche mittels Rönt-
gendiffraktometrie am Beispiel PA 6 erfolgt.  
Die Charakterisierung mittels XRD erfolgt anhand der charakteristischen Peaks der 
jeweiligen Kristallmodifikationen (siehe 2.2.1). Abbildung 5-54 stellt die Diffrakto-
gramme für fünf Messpositionen dar: Dem Grundwerkstoff in vergleichbarer Position 
zur Schmelzzone (0), dem Grundwerkstoff aus der Probenmitte (1), dem unmittelbar 
an die Schmelzzone angrenzenden Bereich inklusive Wärmeeinflusszone (2) sowie 
den Bereichen der überwiegend partiell (3) bzw. überwiegend vollständig geschmol-
zenen Zone (4).  

































Abbildung 5-54 XRD-Messungen zur ortsabhängigen Charakterisierung der Kristallmodifikation 
bei PA 6 (tL = 10 s, PL = 1000 W, EN AW 6082)  
Der Grundwerkstoff in vergleichbarer Position zur Schmelzzone (0) verfügt über eine 
ausgeprägte α-Modifikation. Der Bereich zwischen den Peaks α1 und α2 ist weniger 
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deutlich ausgeprägt, weshalb von einem untergeordneten Anteil von γ-Kristallen aus-
gegangen werden kann. Damit ist der betrachtete Randbereich vergleichbar zur Po-
sition (1). Die etwas höheren Peaks deuten auf eine erhöhte Kristallinität hin, bei-
spielsweise bedingt durch eine langsamere Abkühlung der Plattenmitte gegenüber 
den Randbereichen im Herstellungsprozess. In der Region der Wärmeeinflusszone 
(2) wird keine veränderte Kristallmodifikation festgestellt, allerdings weisen die Peaks 
eine höhere Intensität als der Grundwerkstoff in Position (0) oder (1) auf. Der Effekt 
kann auf die Sekundärkristallisation in diesem Bereich zurückgeführt werden, die 
auch als Ursache für eine Härtesteigerung in der Wärmeeinflusszone angenommen 
wurde.  
In der Schmelzzone wurden die Bereiche (3) mit überwiegend partiell geschmolzenem 
Material sowie (4) mit überwiegend vollständig geschmolzenem Material betrachtet. 
In Zone (3) weisen die Peaks auf das Vorliegen einer Mischung aus α- und γ-Modifi-
kation hin, die auf eine teilweise Neubildung der Kristallstrukturen sowie Überresten 
der Grundwerkstoffstruktur zurückgeführt werden. In (4) liegt überwiegend die γ-Mo-
difikation vor, die ursprünglichen Peaks der α-Modifikation deuten sich darunterlie-
gend an. Die verhältnismäßig hohen Abkühlgeschwindigkeiten können als ursächlich 
für die überwiegende Ausbildung der γ-Modifikation angenommen werden (siehe 2.2). 
Der in den DSC-Analysen ermittelte erste Peak (siehe Abbildung 5-56) kann damit 
auf die Ausbildung der γ-Modifikation zurückgeführt werden.  
Die Betrachtungen verdeutlichen den Einfluss des Fügeprozesses auf die Eigenschaf-
ten der metallischen und thermoplastischen Fügepartner gegenüber den jeweiligen 
Grundwerkstoffen. Die Bereiche des Fügezonenmodells aus 0 konnten damit erfasst 
und entsprechend nachgewiesen werden. Dabei konnte das Vorliegen einer Wärme-
einflusszone sowie der Einfluss auf die morphologische Ausprägung der Schmelz-
zone gegenüber dem Grundwerkstoff gezeigt werden.  
5.2 Untersuchungen an Linienverbindungen  
5.2.1 Ausbildung der Füge- und Schmelzzone 
Ausgehend von den modellhaften Untersuchungen an Punktverbindungen sowie der 
einhergehenden Beschreibung grundlegender Mechanismen und Effekte werden die 
Erkenntnisse auf die Herstellung von Linienverbindungen mit anwendungsnaher Fü-
gegeometrie übertragen.  
Basierend auf der Versuchsplanung (siehe 4.1.6) wurden Experimente an einer kon-
stanten Überlappbreite von 16 mm durchgeführt und die Streckenenergie im Bereich 
von 200 kJ∙m
-1
 bis 400 kJ∙m
-1
 variiert. Auf eine weitergehende Untersuchung unter- 
bzw. oberhalb der betrachteten Streckenenergien wurde verzichtet, da keine vollstän-
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dige Benetzung der Überlappbreite mehr gewährleistet bzw. der metallische Füge-
partner geschmolzen wurde. Das sich ergebende Prozessfenster war für den Verbund 
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Abbildung 5-55 a) Einfluss der Materialstärke des Kunststoffes bzw. b) des Kunststoffes auf die 
Schmelzzonendicke bei Linienverbindungen (PL = 1000 W, EN AW 6082) 
Im Sinne einer anwendungsnahen Betrachtung werden auch die eingesetzten Mate-
rialstärken auf Seiten des Kunststoffes von 5 mm auf 2 mm verringert, d. h. die Be-
dingungen des halbunendlichen Körpers sind nicht mehr erfüllt und es ist ein Wärme-
stau innerhalb des Kunststoffes zu erwarten. Abbildung 5-55a stellt einen Vergleich 
zwischen beiden Materialstärken für PA 6 dar. Für eine Streckenenergie von 




 bildet sich für beide Materialstärken eine vergleichbar große Schmelzzone 
(306 µm ± 3 µm gegenüber 320 µm ± 6 µm) im Kunststoff aus. Mit zunehmender 
Streckenenergie, d. h. höherem Energieeintrag im Fügeprozess durch eine verrin-
gerte Fügegeschwindigkeit, steigt der Einfluss der Materialstärke aufgrund des sich 
stärker ausbildenden Wärmestaus im Kunststoff. Für die maximal betrachtete Stre-
ckenenergie (400 kJ∙m
-1
) ergibt sich daraus ein Unterschied von ca. 16 % in der Dicke 
der Schmelzzone zwischen beiden Materialstärken (630 µm ± 8 µm gegenüber 
544 µm ± 8 µm).  
Im Vergleich der drei Kunststoffe ergibt im betrachteten Streckenenergie-Intervall je-
weils ein linear zunehmendes Wachstum der Schmelzzone (siehe Abbildung 5-55b). 
Qualitativ zeigt sich ein Verhalten wie für die Punktverbindungen, d. h. mit sinkenden 
Temperaturen des Schmelzintervalls bildet sich eine größere Schmelzzone aus. Wäh-
rend bei den Modellversuchen am halbunendlichen Körper (siehe 5.1.3) unter ver-
gleichbarem Energieeintrag die Schmelzzonendicke von PP (ca. 780 µm) gegenüber 
PA 6.6 (ca. 530 µm) um den Faktor ca. 1,47 größer war, so wird bei Linienverbindun-
gen für eine Streckenenergie von 400 kJ∙m
-1
 eine ca. 2,6-fach größere Ausbildung der 
Schmelzzone vor. Einerseits bildet sich aufgrund der hohen Wärmeleitfähigkeit des 
Aluminiums ein vorlaufendes Temperaturfeld aus, andererseits kommt es zum Wär-
mestau im Kunststoff. Durch diese Effekte wird ein schnelleres Erreichen bzw. Über-
schreiten der deutlich niedrigeren Schmelzintervalltemperaturen von PP gegenüber 
PA 6 oder PA 6.6 ermöglicht.  
Abbildung 5-56 stellt die Fügezone anhand der minimalen und maximalen Strecken-
energie von 200 kJ∙m
-1
 bzw. 400 kJ∙m
-1
 gegenüber. In beiden Fällen erstreckt sich die 
Schmelzzone im Kunststoff über die gesamte Überlappbreite von 16 mm. Ausgehend 
von der Blechkante wurde eine Breite von 14 mm vor dem Fügeprozess strukturiert. 
Dieses Vorgehen stellt sicher, dass alle Oberflächenstrukturen innerhalb des Über-
lapps vollständig mit Kunststoff gefüllt sind und keine Kerben aufgrund von ungefüllten 
Strukturen außerhalb der Fügezone die mechanischen Eigenschaften des Verbundes 
nachteilig beeinflussen. Der am Rand des Überlapps auftretende Schmelzeaustrieb 
ist auf die Volumenzunahme im Phasenübergang (siehe 0) sowie den Fügedruck zu-
rückzuführen, der einen Materialaustritt aus der Fügezone unterstützt. Mit steigender 
Streckenenergie wird mehr Material geschmolzen und es bildet sich ein deutlich grö-
ßerer Wulst am Rand des Überlapps aus. Für beide Streckenenergien treten in der 
Schmelzzone vereinzelt Blasen auf, die während des Fügeprozesses auch teilweise 
in Richtung Schmelzeaustrieb transportiert werden. Entsprechend den Untersuchun-
gen an Punktverbindungen wird davon ausgegangen, dass sich die Blasen während 
der Abkühlung von der Grenzfläche lösen, da ein mit Kunststoff gefüllter Spalt zwi-
schen Blase und Grenzfläche vorliegt. Die Oberflächenstrukturen innerhalb der Füge-
zone sind dabei vollständig mit Kunststoff gefüllt.  
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Das Maximum der Schmelzzonendicke liegt in der Mitte des Überlapps und nimmt 
nach links bzw. rechts ab. In Richtung Metall bildet sich an der Probenkante des 
Kunststoffs ein Wärmestau aus, weshalb die Dicke der Schmelzzone an dieser Stelle 
wieder zunimmt. Durch das lineare Wachstum der Schmelzzone im betrachteten Stre-
ckenenergiebereich verdoppelt sich diese in ihrer Ausdehnung von ca. 320 µm bei 
200 kJ∙m
-1
 auf ca. 630 µm bei 400 kJ∙m
-1
. Gleichzeitig dringt das Metall mit steigender 
Streckenenergie tiefer in den thermoplastischen Fügepartner ein, wodurch es zu einer 
Reduzierung des Kunststoffquerschnittes um ca. 5 % für die betrachteten Strecken-
energien kommt.  
Die Werkstoffe PA 6.6 und PP verhalten sich damit vergleichbar zu den bisherigen 
Betrachtungen bei Linienverbindungen. Darauf aufbauend wird kann eine weitere Be-
trachtung der Morphologie sowie das Herausarbeiten von Analogien zu den Untersu-
chungen an Punktverbindungen vorgenommen werden.  
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Abbildung 5-56 Materialographische Untersuchungen Streckenenergien von a) 400 kJ∙m-1 und 
b) 200 kJ∙m-1 
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5.2.2 Morphologie der Schmelzzone im Kunststoff  
Die Morphologie der Schmelzzone im Kunststoff ist mit den Untersuchungen an 
Punktverbindungen (siehe 5.1.14) vergleichbar. Abbildung 5-57 stellt die charakteris-
tische Morphologie anhand zweier Positionen für einen Verbund aus PA 6 mit 
EN AW 6082 exemplarisch dar. Im Randbereich des Überlapps ist ausgehend vom 
Grundwerkstoff eine Zone mit deformierten Sphärolithen, verursacht durch die Strö-
mung der Schmelze, sowie eine feinsphärolithische Zone, bedingt durch den Einfluss 
der funktionellen Gruppen auf die Kristallisation bzw. Keimbildung, erkennbar. In Rich-
tung Grenzfläche bilden sich die Sphärolithe gleichmäßig aus, auch innerhalb der me-
tallischen Oberflächenstrukturen sind die Überstrukturen detektierbar, d. h. es gibt 
wiederrum keine amorphe Randschicht. Innerhalb der betrachteten Streckenenergien 
zwischen 200 kJ∙m
-1
 bis 400 kJ∙m
-1
 zeigte sich für alle Werkstoffe dabei ein zu den 















Abbildung 5-57 Darstellung der Morphologie der Linienverbunde (E = 300 kJ∙m-1, PA 6, 
EN AW 6082)  
148 5 Ergebnisse und Diskussion 
 
c) 400 kJ m-1a) 200 kJ m-1 b) 300 kJ m-1
EN AW 6082EN AW 6082
SchmelzzoneSchmelzzone 100 µm100 µm






Abbildung 5-58 Vergleich der Sphärolithgrößen für die Streckenenergien a) 200 kJ∙m-1 und b) 
400 kJ∙m-1 
Ein qualitativer Vergleich der Sphärolithgrößen innerhalb der Schmelzzone ist in Ab-
hängigkeit der untersuchten Streckenenergie in Abbildung 5-58 dargestellt. Mit zu-
nehmender Streckenenergie kann tendenziell eine Vergröberung der Überstrukturen 
identifiziert werden. Die größeren Überstrukturen können auf erhöhte Maximaltempe-
raturen bei steigender Streckenergie sowie eine daraus resultierende, verzögerte Ab-
kühlung zurückgeführt werden (siehe 5.2.3). Dabei wird dem Kunststoff ein größeres 
Zeitintervall für die Ausbildung der Sphärolithe während der Erstarrung zur Verfügung 
gestellt und die Keimbildungsrate reduziert (siehe 2.2.1). Es ist allerdings festzuhal-
ten, dass die Erfassung der Strukturgrößen als schwierig einzustufen ist. Durch das 
Abtragen der amorphen Bereiche werden die kristallinen Strukturen freigelegt, d. h. 
auch Effekte wie die Sekundärkristallisation könnten das optische Erscheinungsbild 
beeinflussen.  
5.2.3 Modifikation der Eigenschaften im Fügeprozess 
Weitergehend erfolgt die Betrachtung der Modifikation der Materialeigenschaften im 
Fügeprozess auf Grundlage der variierten Streckenenergie. Die Untersuchungen wer-
den wie für die Punktverbindungen exemplarisch an PA 6 durchgeführt (siehe 5.1.15), 
da der Werkstoff hinsichtlich der eingesetzten Untersuchungsmethoden (DSC, XRD) 
eine eindeutige Aussage zu den auftretenden Effekten ermöglicht.  
Auf eine weitergehende Betrachtung der Aluminiumlegierung gegenüber den Punkt-
verbindungen wird an dieser Stelle verzichtet, da es wie in den bisherigen Untersu-
chungen zur Ausbildung einer Wärmeeinflusszone entsprechend der auftretenden 
Temperaturen, Verweilzeiten und Heizraten kommt. Demgegenüber wird der Kunst-
stoff vertieft betrachtet, da bei diesem deutliche Änderungen der Eigenschaften im 
Vergleich zu Punktverbindungen bzw. deren Einstellung durch eine variierte Strecken-
energie erwartet werden können. Darüber hinaus wird ein kohäsives Versagensver-
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halten des Kunststoffes angestrebt, d. h. der Verbund soll unter mechanischer Belas-
tung im thermoplastischen Fügepartner versagen. Der Einfluss der Streckenenergie 
auf den Kunststoff kann sich damit auch auf die Eigenschaften des Gesamtverbundes 
im Versagensverhalten auswirken.  
Abbildung 5-59 zeigt den Zeit-Temperatur-Verlauf in der Mitte des Verbundes für die 
minimal sowie die maximal betrachtete Streckenenergie. Zur besseren Vergleichbar-
keit sind die Temperaturverläufe auf einen Zeitpunkt t = 0 referenziert, der nicht beim 
Prozessstart, sondern bei der Unterschreitung der Kristallisationstemperatur Tpc 
(siehe 5.1.1) während der Abkühlung liegt. Nach dem Prozessstart setzt sich der La-
serstrahl in Bewegung und passiert während der Maximaltemperatur die Messstelle 
in der Grenzfläche bei der Hälfte der Fügenahtlänge. Mit steigender Streckenenergie 
nimmt dabei auch die Maximaltemperatur zu. Für eine Streckenenergie von 
400 kJ∙m
-1
 werden ca. 490 °C erreicht, wohingegen bei 200 kJ∙m
-1
 eine Temperatur 
von ca. 375 °C nicht überschritten wird. Trotz Überschreitung der Zersetzungstempe-
ratur bei hohen Streckenenergien werden bei PA 6 im Verbund mit EN AW 6082 nur 
vereinzelte Blasen innerhalb der Fügezone detektiert, bedingt durch das Ausgasen 
bzw. den Transport infolge des Schmelzeaustriebs an der begrenzten Überlappbreite 
(siehe Abbildung 5-56). Nachdem der Laserstrahlfokus die Messstelle passiert hat, 
nimmt die Temperatur ab und kühlt im weiteren Verlauf und nach dem Abschalten des 
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Abbildung 5-59 Zeit-Temperatur-Verlauf innerhalb der Fügezone für die betrachteten Strecken-
energien 
Ein Vergleich der Erstarrungszeiten im Kristallisationsintervall (191…153 °C für Heiz-
rate 10 K∙min
-1
) lässt darauf schließen, dass mit steigender Streckenenergie einer-
seits mehr Zeit für die Erstarrung zur Verfügung stehen kann, was sich auch in der 
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tendenziellen Vergröberung der vorliegenden Überstrukturen andeutet (siehe 5.2.2). 
Eine präzise Ermittlung dieser Zeitintervalle ist aufgrund der großen Temperaturab-
hängigkeit des Kristallisationsintervalls von der Abkühlrate an dieser Stelle nicht ziel-
führend, da dieses stark von der Streckenenergie selbst beeinflusst wird. Andererseits 
fällt die Temperatur im Intervall von der Kristallisationstemperatur bis zur Unterschrei-
tung des Glasübergangs mit steigender Streckenenergie deutlich langsamer ab, d. h. 
es erfolgt in Abhängigkeit der Streckenenergie eine unterschiedlich ausgeprägte Wär-
mebehandlung der bereits erstarrten Schmelzzone.  
Der Einfluss der Erstarrungsbedingungen innerhalb der Schmelzzone kann weiterge-
hend anhand einer Härteprüfung betrachtet werden. Abbildung 5-60 stellt einen ver-
gleichenden Härteverlauf zwischen der minimalen sowie maximalen Streckenenergie 
dar. Zur besseren Vergleichbarkeit wird auf der Ordinate die Härteänderung gegen-
über dem Grundwerkstoff angegeben, dessen Niveau auf Basis von fünf Messungen 
und einer maximalen Standardabweichung von ± 0,17 HV0,01/60 ermittelt wurde. Auf 
der Abszisse wird der Nullpunkt an die direkte Grenze der Schmelzzone zum Grund-
werkstoff gelegt. In Richtung Grundwerkstoff ist jeweils die Ausbildung einer Wärme-
einflusszone nachzuvollziehen. Aufgrund der längeren Zeit bei erhöhter Temperatur 
im Fügeprozess ist diese für hohe Streckenenergien weiter in Richtung Grundwerk-
stoff ausgedehnt bzw. fällt langsamer ab. Die maximal erreichte Härtedifferenz ist in 
beiden betrachteten Fällen ähnlich. Innerhalb der Schmelzzone wird für 400 kJ∙m
-1
 
ein leicht erhöhtes Härteniveau gegenüber dem Grundwerkstoff festgestellt, demge-
genüber wird für 200 kJ∙m
-1
 ein deutlich verringertes Härteniveau erreicht. Die Unter-
suchungen verdeutlichen, dass über die Streckenenergie ein Einfluss auf die Eigen-
schaften der Schmelzzone genommen werden kann, allerdings liefert die Härteprü-
fung keinen Rückschluss auf die zugrundeliegenden Mechanismen der veränderten 
Eigenschaften (bspw. Kristallisationsgrad oder Kristallmodifikation, siehe 2.2.2), wes-
halb weiterführende Untersuchungen durchgeführt werden.  
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Abbildung 5-60 Repräsentativer Verlauf des Härteniveaus bei verschiedenen Streckenergien 
(PA 6, EN AW 6082, PL = 1000 W) 
Abbildung 5-61 stellt Diffraktogramme der Schmelzzone für die beiden untersuchten 
Streckenenergien gegenüber. Die Kristallmodifikation kann über die charakteristi-
schen Peaks ermittelt werden und erscheint dabei für beide Streckenenergien ver-
gleichbar. Innerhalb der Schmelzzone tritt dabei vorrangig die α-Modifikation auf, wäh-
rend die Anwesenheit der γ-Phase noch detektierbar ist, allerdings nur über einen 
sehr geringen Anteil innerhalb der Schmelzzone verfügt. Das unterscheidet sich deut-
lich von den Ergebnissen der Punktverbindungen, die aufgrund der hohen Abkühlge-
schwindigkeit eine starke Ausprägung der γ-Modifikation innerhalb der Schmelzzone 
aufwiesen (siehe 5.1.15). Demgegenüber ist die Intensität der Peaks bei einer Stre-
ckenenergie von 400 kJ∙m
-1
 im Vergleich zu 200 kJ∙m
-1
 erhöht, was auf einen gestei-
gerten Kristallisationsgrad hinweist. Die durchgeführten Temperaturmessungen 
(siehe Abbildung 5-59) legen nahe, dass der Effekt einerseits durch eine langsamere 
Erstarrung und damit verstärkte Primärkristallisation bedingt sein kann. Andererseits 
kann es auch zur verstärkten Sekundärkristallisation aufgrund der Wärmebehandlung 
in der Abkühlung bis zur Unterschreitung der Glasübergangstemperatur kommen. Der 
ermittelte Härteanstieg ist somit nicht durch eine Veränderung der Kristallmodifikation 
zu erklären, sondern bedarf einer näheren Betrachtung des Kristallisationsgrades 
bzw. der Primär- und Sekundärkristallisation.  
152 5 Ergebnisse und Diskussion 
 













Beugungswinkel 2Θ / °











Abbildung 5-61 Charakterisierung der Kristallmodifikationen in der Schmelzzone mittels XRD-
Messung (PA 6, EN AW 6082)  
Eine weitergehende Charakterisierung erfolgte dabei auf Basis von DSC-Analysen 
and Dünnschnitten, die der Schmelzzone entnommen wurden. Für die Streckenener-
gien von 200 kJ∙m
-1
 und 400 kJ∙m
-1
 wurde dabei ein Kristallisationsgrad von 27,5 % 
bzw. 28,5 % im Mittel festgestellt. Aufgrund des geringen Unterschiedes im Mittelwert 
sowie des zugehörigen Streubandes von bis zu ± 1 % ist allerdings kein eindeutiger 
Einfluss der Streckenenergie auf den Kristallisationsgrad festzustellen. Demgegen-
über liefert ein Vergleich der DSC-Kurven zwischen den Streckenenergien weiterge-
hende Erkenntnisse (siehe Abbildung 5-62). Die DSC-Kurven weisen zwei Peaks auf, 
der Hauptpeak liegt bei ca. 220 °C, der erste Peak bei ca. 207…209 °C. Im Hauptpeak 
kommt es durch die Erhöhung der Streckenenergie von 200 kJ∙m
-1
 auf 400 kJ∙m
-1
zu 
einer leichten Verschiebung der Peaktemperaturen um ca. + 0,5 K, was gegenüber 
den Punktverbindungen eine leichte Vergrößerung der Kristalllamellen bzw. der Über-
strukturen widerspiegeln kann (siehe 5.1.15) und sich in der Betrachtung der Morpho-
logie ebenfalls angedeutet hat (siehe 5.2.2). Das Auftreten des ersten Peaks kann 
einerseits auf die Anwesenheit der γ-Modifikation hindeuten, andererseits aber auch 
durch Sekundärkristallisation beeinflusst werden (siehe 2.2.1). Ein Vergleich der Stre-
ckenenergien zeigt für 400 kJ∙m
-1
, dass der erste Peak deutlicher ausgeprägt ist, d. h. 
der Anstieg wesentlich steiler erfolgt, und sich gleichzeitig die Peaktemperatur von ca. 
209,3 °C zu 207,0 °C verschiebt. Da die XRD-Analysen keine deutliche Änderung im 
Anteil der γ-Modifikation aufweisen, wird die Veränderung des Peaks deshalb auf die 
Sekundärkristallisation zurückgeführt. Dies konnte anhand von Referenzversuchen 
verifiziert werden, bei dem nach dem Fügen mit einer Streckenenergie von 200 kJ∙m
-1
 
eine Wärmebehandlung im Ofen angeschlossen wurde (Temperatur: 160 °C, Zeit: 
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20 Minuten). Das Ergebnis verdeutlicht, dass die Ausprägung des Peaks durch die 
Wärmebehandlung, entsprechend den Ergebnissen der Streckenenergie von 
400 kJ∙m
-1
, eingestellt werden kann. Die Wärmebehandlung während der Abkühlung-
phase nimmt damit wesentlich Einfluss auf die Eigenschaften und die Morphologie 
des Kunststoffes.  













Dünnschnitt (Dicke: 50 µm, 
Länge: 2 mm, Breite: 2 mm)
E = 400 kJ m-1
E = 200 kJ m-1
E = 200 kJ m-1
160 °C/20 min
 
Abbildung 5-62 DSC-Analyse der Schmelzzone für Streckenenergien von 400 kJ∙m-1, 
200 kJ∙m-1 sowie 200 kJm-1 nach Auslagerung bei 160 °C für 20 Minuten (PA 6, 
EN AW 6082) 
Die Untersuchungen weisen einen Einfluss der Streckenenergie auf die Eigenschaf-
ten der Schmelzzone nach. Darauf aufbauend kann deren Auswirkung auf die me-
chanischen Eigenschaften der Hybridverbunde näher betrachtet werden.  
5.2.4 Mechanisches Verhalten in der Kurzzeitprüfung  
Aus Sicht der Anwendung wird ein kohäsives Versagen eines Fügepartners ange-
strebt, damit der Verbund idealerweise durch die Grundwerkstoffeigenschaften der 
Fügepartner bestimmt ist. Das kohäsive Versagen des unverstärkten Kunststoffes 
kann dabei durch die Einstellung einer hinreichenden Oberflächenbehandlung und 
Anbindungsfläche erreicht werden (siehe 2.1.7), was für den dargestellten Fügepro-
zess erfüllt ist. Ein weitergehender Einfluss der Prozessführung auf die mechanischen 
Eigenschaften wird anhand der Streckenenergie untersucht, deren Variation sich auf 
die Ausbildung der Schmelzzone und ihrer Eigenschaften auswirkt (siehe 5.2.1 bis 
5.2.3). Das mechanische Verhalten in der Kurzzeitprüfung wird dabei anhand von 
Scherzugversuchen für den Verbund EN AW 6082-PA 6 nachvollzogen, dessen Ei-
genschaften in Abhängigkeit der Prozessführung eingangs charakterisiert wurden. 
Auf die Angabe einer Festigkeit wird aufgrund des kohäsiven Versagens im Kunststoff 
bewusst verzichtet.  
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Die erreichbaren Scherzugkräfte sowie Traversenwege werden in Abbildung 5-63 in 
Abhängigkeit der minimal und maximal betrachteten Streckenenergie gegenüberge-
stellt. Bei 200 kJ∙m
-1
 wird eine Scherzugkraft von 7944 N ± 92 N gegenüber 
6333 N ± 1060 N bei 400kJ∙m
-1
 erreicht. Das Fügen unter niedrigerer Streckenener-
gie führt dabei zu höheren Kräften bei deutlich reduzierten Standardabweichungen. 
Die höheren Kräfte können anteilig auf den tragfähigen Querschnitt des Kunststoffes 
zurückgeführt werden, da der metallische Fügepartner während des Fügeprozesses 
mit steigender Streckenenergie weiter in den Kunststoff eindringt (siehe 5.2.1). Der 
Vergleich der Streckenenergien von 200 kJ∙m
-1
 und 400 kJ∙m
-1
 zeigte eine Reduzie-
rung des Kunststoffquerschnittes um ca. 5 % (siehe 5.2.1), weshalb die Festigkeits-
reduktion um ca. 20 % nicht nur auf diesen Aspekt zurückgeführt werden kann. Unter 
Berücksichtigung der erreichten Traversenwege, die ein Indiz für die Duktilität des 
Verbundes darstellen, wird ebenfalls eine deutliche Verringerung von ca. 18,6 mm auf 
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Abbildung 5-63 Kurzzeitprüfung der PA 6-EN AW 6082-Verbunde für unterschiedliche Stre-
ckenenergien und Auslagerungszustände 
Um einen möglichen Einfluss der unter 5.2.3 nachgewiesenen Sekundärkristallisation 
auf die mechanischen Eigenschaften nachvollziehen zu können, wurden weiterfüh-
rende Untersuchungen für Scherzugproben der Streckenenergie 200 kJ∙m
-1
 durchge-
führt. Diese wurden unter erhöhten Temperaturen ausgelagert (160 °C bzw. 180 °C 
für jeweils 20 Minuten). Die referenzierenden Untersuchungen an ausgelagerten Pro-
ben bilden die werkstofflichen Vorgänge innerhalb des Fügeprozesses damit nicht 
vollständig übereinstimmend ab, da andere Zeit-Temperatur-Regime während des 
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Abkühlvorganges herrschen, erlauben allerdings die grundsätzliche Nachvollziehbar-
keit des Einflusses der Sekundärkristallisation. Diese wird mit steigenden Temperatu-
ren beschleunigt, d. h. weitere amorphe Bereiche können nachkristallisieren. Das Auf-
treten einer erneuten Phasenumwandlung wird aufgrund der überwiegend vorliegen-
den und stabilen α-Modifikation vernachlässigt (siehe 2.2.1 und 5.2.3).  
Die erreichbaren Scherzugkräfte sowie die großen Traversenwege werden dabei 
maßgeblich durch die Sekundärkristallisation beeinflusst (siehe Abbildung 5-63). Für 
die Auslagerung bei 160 °C tritt bereits eine deutliche Reduktion des Traversenwegs 
von ca. 18,6 mm auf ca. 5,5 mm auf, während die mittlere Scherzugkraft noch ein 
konstantes Niveau mit leicht gestiegener Standardabweichung aufweist. Für die Aus-
lagerung bei 180 °C fällt die erreichbare Scherzugkraft auf ca. 6826 N ± 335 N ab und 
der Traversenweg fällt gleichzeitig auf 1,26 mm ± 0,2 mm ab. Dabei liegen der Tra-
versenweg sowie die Scherzugkraft in einem vergleichbaren Bereich zur Strecken-
energie von 400 kJ∙m
-1
. Diese Ergebnisse legen an dieser Stelle nahe, dass der Ein-
fluss der veränderten Überstrukturgrößen sowie die Kerbwirkung im Randbereich des 
Überlapps zwischen den Streckenenergien nur von untergeordneter Bedeutung für 
die mechanischen Eigenschaften sind. Demgegenüber wird die Beweglichkeit der 
amorphen Bereiche durch die Sekundärkristallisation so stark eingeschränkt, dass der 
Traversenweg deutlich reduziert wird.  
Charakteristische Kraft-Weg-Verläufe aus der Scherzugprüfung verdeutlichen diesen 
Einfluss anhand unterschiedlicher Streckenenergien und Auslagerungszuständen 
(siehe Abbildung 5-64). Der Anstieg der dargestellten Kurven ist bis zu einer Kraft von 
ca. 6 kN und einem erreichten Traversenweg von ca. 1,2 mm vergleichbar (Detailaus-
schnitt Z). Bei der Streckenenergie von 400 kJ∙m
-1
 (1) wird in diesem Moment die 
Bruchspannung erreicht und es kommt zu einem schlagartigen Versagen des Verbun-
des. Für die geringste Streckenenergie von 200 kJ∙m
-1
 (2) steigt die Scherzugkraft 
weiter an, bis bei ca. 8 kN die Streckspannung erreicht ist und ein Einschnüren der 
Probe einsetzt. Dabei nimmt die Scherzugkraft bis zum Bruch der Probe ab, wobei 
sich der Querschnitt des Kunststoffes währenddessen deutlich verringert und dem-
entsprechend hohe Spannungen innerhalb des eingeschnürten Bereiches vorliegen. 
Der Gesamtverbund weist dabei eine deutlich höhere Duktilität gegenüber der maxi-
mal betrachteten Streckenenergie auf.  
Wie bereits erläutert wird dieses Verhalten vorrangig auf die Sekundärkristallisation 
zurückgeführt, was anhand von ausgelagerten Proben auch in den Kraft-Weg-Verläu-
fen nachvollzogen werden kann. Die mit einer Streckenenergie von 200 kJ∙m
-1
 herge-
stellten Proben wurden bei jeweils 160 °C (3) bzw. 180 °C (4) für 20 Minuten ausge-
lagert. Durch diese Wärmebehandlung kann das Versagensverhalten maßgeblich be-
einflusst werden und es kommt von einer Verschiebung des duktilen Bruchs (2) hin 
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Abbildung 5-64 Repräsentative Kraft-Weg-Verläufe in Abhängigkeit von Streckenenergie und 
Auslagerungszustand (PA 6, EN AW 6082) 
In allen betrachteten Fällen bleibt das Versagensverhalten des Verbundes kohäsiv 
und der Versagensort liegt im thermoplastischen Kunststoff. In Abbildung 5-65 ist das 
Bruchbild durch materialographische Schliffbilder sowie Aufnahmen der Bruchfläche 
anhand ausgewählter Proben dargestellt. Für 200 kJ∙m
-1
 (a) tritt die Einschnürung am 
Übergang Überlapp-Grundwerkstoff im Thermoplasten auf, bedingt durch die lokale 
Spannungsspitze (siehe 2.1.7). Die Deformation ist bis zum Schmelzeaustrieb zu er-
kennen, wobei die Eigenschaften des Grundwerkstoffes entscheidend für das Versa-
gensverhalten und damit die hohe Duktilität des Gesamtverbundes sind. Die Bruch-
fläche verfügt über Bereiche großer Dehnung sowie erkennbar auftretenden Weiß-
bruch. Für hohe Streckenenergien versagt der Verbund deutlich weniger duktil, mit-
unter wird eine vollständig spröde Bruchfläche (b) gebildet. Die spröde Bruchfläche 
ist dabei nicht immer so prägnant ausgeprägt wie im dargestellten Beispiel (b), wird 
durch eine steigende Nachkristallisation allerdings begünstigt. Das spröde Verhalten 
tritt dementsprechend für ausgelagerte Proben häufiger (160 °C/20 min) bzw. aus-
schließlich (180 °C/20 min) auf. Mit Bildung des Anrisses kommt es dabei immer zu 
einem schlagartigen Versagen im Scherzugversuch.  
Der Entstehungsort des Anrisses kann aufgrund der Spannungsverteilung auf den 
Übergang Überlappstoß-Grundwerkstoff zurückgeführt werden. Innerhalb des Kunst-
stoffes ist der genaue Entstehungsort offen, bspw. ob dieser innerhalb der Schmelz- 
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oder der Wärmeeinflusszone gebildet wird. Aufgrund des Einflusses der Wärmebe-
handlung wird die Rissentstehung im Bereich der größten Sekundärkristallisation an-
genommen, d. h. innerhalb der Schmelzzone. Jenseits dieser Fragestellung ist aus 
ingenieurtechnischer Sicht festzuhalten, dass das Versagensverhalten durch die Pro-
zessführung gezielt beeinflusst bzw. eingestellt werden kann.  
a) b)
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Abbildung 5-65 Vergleich des Versagensverhaltens anhand materialographischer Schliffbilder 
und Bruchflächen für a) 200 kJ∙m-1 und b) 400 kJ∙m-1 (PL = 1000 W) 
5.2.5 Mechanisches Verhalten in der Ermüdungsprüfung  
Neben dem Einfluss der Streckenenergie auf die Eigenschaften innerhalb der Kurz-
zeitprüfung soll das mechanische Verhalten in der Ermüdungsprüfung untersucht wer-
den. Ausgehend von einem vergleichbaren Lastprofil wurde das Ermüdungsverhalten 
in Scherzugkonfiguration für schwellende Zugbeanspruchung ermittelt (R = 0,1, siehe 
4.3.2). Für eine Streckenenergie von 200 kJ∙m
-1
 wurden ausschließlich Durchläufer 
mit 10 Millionen Schwingspielen erzielt, wohingegen für die Streckenenergie 
400 kJ∙m
-1
 nur eine durchschnittliche Schwingspielzahl von 1,13 Millionen erreicht 
wird und gleichzeitig einer sehr hohen Streuung unterliegt (minimale Schwingspiel-
zahl: 196.000, max. erreichte Schwingspielzahl: 2,36 Millionen, n = 3). Das Versa-
gensbild entspricht in beiden Fällen einem kohäsiven Bruch des thermoplastischen 
Fügepartners. Dieses Verhalten verdeutlicht den Einfluss der Streckenenergie auf das 
mechanische Verbundverhalten auch jenseits der Kurzzeitprüfung.  
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Die Auswertung des Eigenfrequenzverlaufes über die Schwingspielzahl erlaubt dabei 
eine weitergehende Betrachtung und einen Rückschluss auf den Schädigungsverlauf 
der Proben. Der Frequenzabfall ermöglicht dabei auch die Detektion des Anrisses. 
Abbildung 5-66a stellt diesen Eigenfrequenzverlauf für die beiden Streckenenergien 
200 kJ∙m
-1
 und 400 kJ∙m
-1
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Abbildung 5-66 a) Eigenfrequenzverlauf am Beispiel von zwei Streckenenergien und zugehö-
rige b) materialographische Untersuchungen der Risseinleitung und des Riss-
fortschritts nach Versuchsende 
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Die Eigenfrequenz zu Prüfungsbeginn liegt bei ca. 43,3 Hz und ist für beide betrach-
teten Streckenenergien vergleichbar. Während der Prüfung tritt für eine Streckenener-
gie von 400 kJ∙m
-1
 ein nahezu konstanter Verlauf der Frequenz über die Lastspielzahl 
auf, bis es bei ca. 2,3 Millionen Schwingspielen zur Bildung eines Anrisses und dem 
damit verbundenen Frequenzabfall kommt.  
Demgegenüber fällt die Eigenfrequenz mit steigender Lastspielzahl bei 200 kJ∙m
-1
 
fortschreitend ab, wobei von einem werkstoffseitigen Effekt auszugehen ist. Das Ver-
halten ist auf die größere Beweglichkeit der amorphen Kettensegmente innerhalb des 
Kunststoffes bei einer Streckenenergie von 200 kJ∙m
-1
 gegenüber 400 kJ∙m
-1
 zurück-
zuführen. Im gesamten Prüfverlauf über 10 Millionen Lastspiele fällt die Eigenfre-
quenz dabei um ca. 0,8 Hz ab. Eine Schädigung des Materials ist in der Sichtprüfung 
allerdings nicht erkennbar, auch in der materialographischen Analyse sind keine An-
risse zu detektieren (Abbildung 5-66b). Eine makroskopische Schädigung des Ver-
bundes kann an dieser Stelle ausgeschlossen werden, weitergehende Betrachtungen 
mittels Rasterelektronenmikroskopie können an dieser Stelle tiefergehende Informa-
tionen zu einer möglichen Vorschädigung in Abhängigkeit der Lastspielzahl liefern.  
Anderseits zeigt die maximale Streckenenergie von 400 kJ∙m
-1
 einen deutlich erkenn-
baren Riss. Der Riss tritt dabei, wie in der Kurzzeitprüfung, im Bereich der maximalen 
Spannung am Überlappstoß auf (siehe 2.1.7). Der Rissfortschritt ist in Richtung des 
Grundwerkstoffes zu erkennen, die Risseinleitung aber nicht präzise festzustellen, 
bspw. ob der Anriss in der Wärmeeinflusszone oder der Schmelzzone entsteht. Wei-
terführende Untersuchungen zur Risseinleitung und ihrer Wechselwirkung mit der Se-
kundärkristallisation sind an dieser Stelle erforderlich, um den Einfluss der Strecken-
energie auf die mechanischen Eigenschaften abschließend zu beschreiben. Bei-
spielsweise können Anrisse an den Sphärolithgrenzen durch die Sekundärkristallisa-
tion unterstützt werden (vergleiche [Ehr11, Men11]).  
Aus ingenieurtechnischer Sicht ist an dieser Stelle festzuhalten, dass die aus der Stre-
ckenenergie resultierende Belastung einen maßgeblichen Einfluss auf den thermo-
plastischen Kunststoff und das damit verbundene Ermüdungsverhalten des Hybrid-
verbundes nehmen kann, selbst wenn jeweils ein kohäsives Versagen des Verbundes 
vorliegt.  
5.2.6 Einfluss der Fügezone auf das kohäsive Versagensverhalten 
Die Prozessführung ermöglicht eine Einstellung der Eigenschaften der Fügezone an-
hand unterschiedlicher Streckenenergien und damit die Beeinflussung des mechani-
schen Verbundverhaltens. Für eine Überlappbreite von 16 mm konnte das kohäsive 
Versagensverhalten bei konstanter Anbindungsbreite durch die Reduzierung der 
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Streckenenergie hinsichtlich der Duktilität des Verbundes in der Kurzzeitprüfung bzw. 
das Ermüdungsverhalten positiv beeinflusst werden.  
Auf Basis von DSC- und XRD-Analysen wurde die Sekundärkristallisation des Kunst-
stoffes als entscheidender Faktor ermittelt und anhand von Auslagerungsversuchen 
referenziert. Demgegenüber konnte ein untergeordneter Einfluss der Größe der Füge- 
bzw. Schmelzzone, der Kerbwirkung durch den Schmelzeaustrieb, des tragenden 
Kunststoffquerschnitts sowie der Größe bzw. Form der Überstrukturen zwischen den 
betrachteten Streckenenergien festgestellt werden.  
Daraus lässt sich folgern, dass die Adressierung von geringen Streckenenergien zu 
vorteilhaften Verbundeigenschaften führt und hohe Fügegeschwindigkeiten, neben 
wirtschaftlichen, auch technologische Vorteile für die Anwendung der Hybridverbunde 
bieten können.  
5.3 Ergebnistransfer auf ein Demonstratorbauteil  
Die Ergebnisse der Arbeit werden weiterführend an einem Demonstratorbauteil aus 
der Hausgerätetechnik im Wärmeleitungsfügen mittels Konturverfahren referenziert. 
Als Bauteil wurde eine Wassertasche bestehend aus einer PP-Komponente 
(230 x 325 x 2 mm³) und einer Komponente aus rostfreiem Stahl 
(370 x 265 x 0,4 mm³) gewählt, wie sie in der Hausgerätetechnik zum Einsatz kom-
men kann. Wie im Allgemeinen bekannt, unterliegen derartige Wassertaschen in der 
Anwendung Temperaturen bis zu 80 °C und einem relativen Innendruck von mehre-
ren hundert Millibar. Die Bauteile müssen unter diesen thermo-mechanischen Bean-
spruchungen Dichtheit aufweisen, weshalb eine fehlstellenarme Fügezone von gro-
ßer Bedeutung für die Anwendung des Verfahrens sein kann.  
Abbildung 5-67 zeigt das Demonstratorbauteil mit einer Fügenaht-Gesamtlänge von 
ca. 1050 mm sowie Ausschnitte aus der Fügezone an unterschiedlichen Positionen. 
Durch eine angepasste Prozessführung unter Anwendung von Streckenenergien bis 
maximal 20 kJ∙m
-1
 ist an allen Positionen, einschließlich Radien oder kurzen Nahtab-
schnitten (Steg), eine gleichmäßige Füge- bzw. Schmelzzone einstellbar.  















Abbildung 5-67  Demonstratorbauteil in Anlehnung an eine Wassertasche in der Hausgeräte-
technik  
Eine Sichtprüfung der Fügezone zeigt keine Nahtunregelmäßigkeiten bspw. durch 
Blasenbildung. Im Bereich der Radien sind vereinzelte Nahtunregelmäßigkeiten bis 
50 µm Durchmesser im materialographischen Schliffbild feststellbar, bedingt durch 
die höhere thermische Belastung dieser Positionen (Abbildung 5-68). Darüber hinaus 
sind sämtliche Oberflächenstrukturen des rostfreien Stahls im Bereich der Fügezone 
vollständig mit Kunststoff gefüllt, was eine Dichtheit des Bauteils ermöglichen kann. 
Eine Berstprüfung zeigte ein Versagen im Grundwerkstoff im Bereich des Steges bzw. 
einen Mischbruch an der Grenzfläche der umlaufenden Fügenaht und dem Grund-
werkstoff. Das Demonstratorbauteil wies unter Druckbeaufschlagung in einem Zeit-
raum von sieben Tagen keine Undichtheit auf. Weitere qualifizierende Bauteilprüfun-
gen (u. a. Temperatur- und Druckwechseltest, Korrosionsprüfung) können die Ein-
satzfähigkeit der Technologie für die Hausgerätetechnik abschließend nachweisen.  








Abbildung 5-68  Materialographisches Schliffbild aus der Fügezone (Position: Radius)  
Das Demonstratorbauteil verdeutlicht damit das sehr große Potenzial des laserbasier-
ten, thermischen Fügens von Kunststoffen mit Metallen im Überlappstoß für die in-
dustrielle Anwendung.  
 
  
6 Zusammenfassung und Ausblick  
Im Rahmen der Arbeit wurde die Fügezone zwischen teilkristallinen Kunststoffen und 
Metallen im laserbasierten Fügen von Hybridverbunden allgemeingültig beschrieben 
und ihr Einfluss auf die mechanischen Verbundeigenschaften dargestellt. Zur Abbil-
dung eines breiten Anwendungsspektrums wurden die Untersuchungen anhand von 
Aluminium (EN AW 6082) und Stahl (1.4301) auf Seiten der metallischen Fügepartner 
sowie PA 6, PA 6.6 und PP auf Seiten der teilkristallinen Kunststoffe durchgeführt.  
Die Charakterisierung und Beschreibung der Fügezone erfolgte eingangs an Punkt-
verbindungen am vollständigen Überlapp. Diese modellhafte Fügegeometrie wurde 
gewählt, um den Einfluss eines Wärmestaus auf das Fügeergebnis zu begrenzen. Die 
Fügezone wurde dabei anhand von charakteristischen Isothermen in Metall und 
Kunststoff verallgemeinert und auf Basis von experimentellen Untersuchungen sowie 
eines thermischen Simulationsmodells beschrieben. Da der Verbund zwischen Kunst-
stoff und Metall maßgeblich über die Kunststoffschmelze an der Grenzfläche herge-
stellt wird, stand die Schmelzzone im Mittelpunkt der weiteren Betrachtungen. Durch 
die Verknüpfung von experimentellen und numerischen Untersuchungen konnte 
nachgewiesen werden, dass die Temperaturverteilung innerhalb der Schmelzzone ei-
nen vorrangigen Einfluss auf die vollständige Füllung der Oberflächenstrukturen zur 
Herstellung des Formschlusses ausübt. Dabei sind die Füge- bzw. Benetzungszeit 
sowie die chemische Struktur der Werkstoffe diesem Effekt untergeordnet. Weiterfüh-
rende Betrachtungen haben verdeutlicht, dass die Größe bzw. Entstehung der 
Schmelzzone eine ausgeprägte Sensitivität gegenüber der Materialstärke des metal-
lischen Fügepartners, der Laserstrahlleistung sowie dem Schmelzintervall des Kunst-
stoffes aufweist. Aus der Simulation ging dabei auch hervor, dass die Schmelzzone 
der Temperaturverteilung im Kunststoff folgt, weshalb vollständig sowie partiell ge-
schmolzenes Material vorliegen und ein Einfluss der Volumenzunahme im Phasen-
übergang fest-flüssig von Bedeutung für die Verbundherstellung sein kann.  
Darauf aufbauend erfolgten weiterführende Untersuchungen mittels eines neuartigen 
Halbschnittversuchsstandes, um während des Fügevorgangs Informationen auf 
Grundlage von Hochgeschwindigkeitsaufnahmen direkt aus der Schmelzzone zu ge-
winnen. Dabei standen die Erfassung und Beschreibung der Schmelz- und Erstar-
rungsvorgänge, die Mechanismen zur zersetzungs- bzw. wasserbedingten Blasenbil-
dung sowie die Strömungen innerhalb der Schmelzzone im Vordergrund. Die Unter-
suchungen bestätigten dabei das Vorliegen eines partiell geschmolzenen Bereiches 
innerhalb der Schmelzzone. Weiter ist festzuhalten, dass zersetzungsbedingte Bla-
sen oberhalb einer werkstoffabhängigen Zersetzungstemperatur auftreten. Die Fül-
lung der Oberflächenstrukturen im Fügeprozess wird aufgrund der Blasenbildung an 
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der Grenzfläche aber nicht unterstützt. Demgegenüber konnte gezeigt werden, dass 
die Volumenzunahme des Kunststoffes durch den Phasenübergang fest-flüssig einen 
maßgeblichen Einfluss auf die Druckbedingungen zwischen beiden Werkstoffen aus-
übt.  
Aufbauend auf diesen Betrachtungen erfolgte eine werkstoffliche Charakterisierung 
der Fügezone. Dabei wurden verschiedene Bereiche innerhalb des metallischen Fü-
gepartners (Wärmeeinflusszone) sowie des Kunststoffes (vollständig und partiell ge-
schmolzene Zone, Wärmeeinflusszone) identifiziert und hinsichtlich ihrer Eigenschaf-
ten gegenüber den Grundwerkstoffen beschrieben. Auf Seiten des Kunststoffes 
wurde dabei keine maßgebliche Veränderung des Kristallisationsgrades zwischen 
Schmelzzone und Grundwerkstoff festgestellt, allerdings konnte am Beispiel von PA 6 
eine Beeinflussung der Kristallmodifikation mittels Röntgendiffraktometrie nachgewie-
sen werden.  
Die an Punktverbindungen gewonnen Erkenntnisse wurden nachfolgend auf anwen-
dungsrelevante Überlappverbindungen (Überlappbreite: 16 mm) übertragen. Aus-
gangspunkt war die Untersuchung der Füge- bzw. Schmelzzone in Abhängigkeit der 
Materialstärke des Kunststoffes sowie der Streckenenergie. Das Vorliegen verschie-
dener Bereiche innerhalb der Fügezone konnte gleichermaßen zu den Untersuchun-
gen an Punktverbindungen bestätigt werden. Demgegenüber zeigte sich keine Ver-
änderung der Kristallmodifikation innerhalb der Schmelzzone in Abhängigkeit der 
Streckenenergie, was auf verlangsamte Abkühlbedingungen gegenüber Punktverbin-
dungen zurückgeführt wurde.  
Ausgehend von diesen Erkenntnissen wurde der Einfluss der Streckenenergie auf die 
mechanischen Eigenschaften eines Verbundes aus PA 6 mit EN AW 6082 in Hinblick 
auf das kohäsive Versagensverhalten untersucht. Die Verwendung einer steigenden 
Streckenenergie im Fügeprozess ging dabei mit einer Reduktion der Duktilität des 
Verbundes in der Kurzzeitprüfung sowie mit einer nachteiligen Beeinflussung des Er-
müdungsverhaltens einher. Als maßgeblicher Effekt wurde die Sekundärkristallisation 
des Kunststoffes identifiziert, die auf eine Wärmebehandlung der Schmelzzone im 
Fügeprozess zurückgeführt und anhand von Auslagerungsversuchen an Vergleichs-
proben verifiziert werden konnte. Damit wurde die Auswirkung der Prozessführung 
auf die Verbundeigenschaften anhand der Streckenenergie erfasst und durch die Be-
einflussung des kohäsiven Versagens im Kunststoff nachgewiesen. Das Adressieren 
von geringen Streckenenergien ist damit von technologischen sowie wirtschaftlichen 
Vorteilen für die Anwendung des Verbundes.  
Abschließend wurden die Erkenntnisse der Arbeit an einem Demonstratorbauteil aus 
der Hausgerätetechnik referenziert. Mit einer Fügenahtlänge von ca. 1050 mm konn-
ten die gewünschten Bauteileigenschaften hinsichtlich Dichtheit und Versagensbild 
unter Anwendung von Streckenenergien bis maximal 20 kJ∙m
-1
 erreicht werden.  
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Ausgehend von dieser Arbeit ergeben sich Fragestellungen für nachfolgende Unter-
suchungen, um das Verständnis des Verbundverhaltens in Hinblick auf die industrielle 
Anwendung weiterzuentwickeln:  
- Die Sekundärkristallisation ist als maßgeblicher Einflussfaktor in Bezug auf die me-
chanischen Eigenschaften von Hybridverbunden aus PA 6 mit EN AW 6082 ermit-
telt worden. Diese Erkenntnis sollte anhand weiterer Kunststoffe verifiziert sowie 
der Einfluss der Sekundärkristallisation quantitativ bestimmt werden.  
- Die Wechselwirkung aus Fügeprozess, Werkstoffeigenschaften und dem Schädi-
gungsmechanismus sollte weitergehend erforscht werden, um den Ort der Rissein-
leitung sowie die Richtung und die Geschwindigkeit des Rissfortschrittes nachzu-
vollziehen und gegebenenfalls gezielt durch die Prozessführung bzw. die Werk-
stoffeigenschaften beeinflussen zu können.   
- Die Verwendung von faserverstärkten Kunststoffen auf Seiten des thermoplasti-
schen Fügepartners kann das kohäsive Versagensverhalten in den metallischen 
Fügepartner hinein verschieben. In diesem Fall gilt es, weitere Einflussgrößen der 
Fügezone, bspw. die Kerbwirkung durch die Oberflächenstrukturierung oder die 
Wärmeeinflusszone im Metall, hinsichtlich ihrer Versagensrelevanz zu beurteilen.  
- Darüber hinaus sollten weiterführende Untersuchungen zur Beständigkeit des Ver-
bundes gegenüber Medien, Temperatur und kombinierten Beanspruchungskol-
lektiven vorgenommen und in Relation mit den Werkstoffeigenschaften betrachtet 
werden, um das Verständnis der Wechselwirkung zwischen Herstellungsprozess 
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